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Exposé de M. BARUFFA 
Directeur des Opérations Technologiques 
Mesdames, Messieurs, 
J'ai le plaisir, au nom de la Commission des Commu-
nautés Européennes, de vous accueillir aujourd'hui à notre réu-
nion d'information sur les cuves de réacteurs en béton précon-
traint et leur isolation thermique. 
Je voudrais dès l'abord excuser M. le Vice-Président 
HELLWIG, qui avait exprimé le désir de vous adresser lui-même 
ses souhaits de bienvenue et qui, au dernier moment, a été 
retenu par d'autres tâches impérieuses. J'ai aussi à excuser 
M. le Professeur Dr. Michaelis, Directeur Général de la Direction 
Générale Recherche et Technologie, qui a été victime voici 
quelques jours d'un accident et qui, de ce fait, ne peut être 
présent parmi nous. Si le corps médical l'y autorise, il s'ef-
forcera néanmoins de venir quelques instants ce soir à la récep-
tion que la Commission a organisée en votre honneur. 
Je suis heureux d'accueillir à cette réunion un aussi 
grand nombre d'experts, de provenance même lointaine, puisque 
15 pays ou organisations internationales sont représentés ici. 
Je les remercie d'avoir répondu aussi nombreux à notre invitation, 
puisque notre secrétariat a enregistré l'inscription d'environ 
35O personnes, et d'avoir accepté de présenter les résultats de 
leurs travaux dans les domaines retenus pour notre conférence. 
Encore avons-nous du refuser certaines contributions un peu tar-
dives, pour ne pas surcharger un ordre du jour déjà très plein, 
et prier leurs auteurs de profiter des discussions pour exposer 
brièvement leur point de vue. 
- 16 -
Avant la fusion des Exécutifs des 3 Commissions 
Européennes en juillet 1967, I a Commission d'Euratom avait mené 
une action par contrats dans ce domaine des cuves de réacteur 
en béton précontraint et de leur isolation thermique dans le 
cadre de ses deux programmes quinquennaux. Cette action s'était 
traduite par la passation d'une douzaine de contrats à des 
firmes ou organismes de la Communauté, dont les résultats prin-
cipaux ont été présentés à la réunion d'information des 7 et 
8 novembre 19&7 à laquelle 250 personnes ont participé. 
Cette initiative ayant reçu dans les faits un excel-
lent accueil, la Commission a estimé que le moment était venu 
d'en reprendre l'idée sur une base plus large ce qui l'a conduit 
à organiser la présente réunion. Elle considère en effet que 
son rôle de coordination la qualifie pour servir de lieu d'échan-
ges pour une large confrontation d'idées. Sa vocation consiste 
aussi à contribuer, dans la mesure de ses moyens à la promotion 
et au développement scientifique et technologique, à un moment 
où les pays européens, pour ne parler que d'eux, prennent de 
plus en plus conscience de la nécessité vitale pour eux d'unir 
leurs efforts. 
Ces réunions constituent un des moyens dont dispose 
la Commission des Communautés Européennes pour remplir les 
tâches qui lui sont confiées. 
Le problème des cuves de réacteurs en béton précon-
traint et de leur protection thermique est un élément majeur du 
développement de l'énergie nucléaire puisque cette technique, 
appliquée à l'origine aux réacteurs à graphite-gaz en France et 
en Grande-Bretagne, trouve un terrain d'élection privilégié pour 
les réacteurs à gaz à haute température et qu'elle semble pouvoir 
s'appliquer avec succès à d'autres types de centrales X réacteurs 
à eau bouillante et peut-être aussi réacteurs rapides. 
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De par le monde aujourd'hui, a côté des réalisations 
déjà en service, les projets ayant recours à cette technique se 
multiplient, ce qui constitue un témoignage très encourageant 
de la nécessité de poursuivre encore les efforts pour améliorer 
nos connaissances dans ce secteur. En dehors du secteur nuclé-
aire, ces travaux trouvent d'ailleurs des applications notamment 
dans l'industrie chimique. 
En souhaitant à cette réunion d'information un plein 
succès, je passe maintenant la parole à M. Fernet, dont le ser-






En vous souhaitant à mon tour là bienvenue, je pense 
me faire votre interprète en remerciant M. Baruffa, Directeur 
des Opérations Technologiques à la Commission, d'avoir accepté 
de procéder à l'ouverture de notre réunion. 
Une partie d'entre vous étaient présents, voici près 
de deux ans, à la première réunion d'information que nous avions 
consacrée à ce même problème des cuves de réacteur en béton pré-
contraint et de leur isolation thermique. Cette première réu-
nion, largement centrée sur les résultats des travaux de R et D, 
financés par la Commission d'Euratom dans le cadre de son deu-
xième programme quinquennal, avait été de ce fait limitée aux 
seuls participants des six pays de la Communauté. Il avait en 
effet paru normal de faire bénéficier l'industrie de l'Europe 
des Six des recherches que leurs pays avaient financées. 
D'autres travaux, non exécutés sous contrat de la Commission 
d'Euratom, avaient aussi été présentés et l'ensemble avait lar-
gement retenu l'attention des experts qui étaient venus fort 
nombreux à Bruxelles. 
Par suite de l'arrêt à fin 19&7 du programme de la 
Commission sur les réacteurs éprouvés de type graphite-gaz, sur 
lequel avait été imputée la majeure partie de ces contrats de 
recherche, seuls les résultats non encore atteints à l'époque 
de notre première réunion et obtenus dans le courant des années 
1968 et 1969 vous seront présentés dans ce cadre. Ils couvrent 
moins du quart des exposés que nous entendrons pendant ces 
trois jours. C'est donc sous le signe de l'ouverture que nous 
entamons cette deuxième réunion d'information, en lui souhaitant 
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un succès plus grand encore que la première. D'abord, ouver-
ture vers de nombreux pays extérieurs à notre Communauté, dont 
nous sommes particulièrement heureux d'accueillir ici les repré-
sentants. Ouverture ensuite vers des techniques plus raffinées 
car ces deux années écoulées ont vu la mise en chantier ou la 
mise en service de plusieurs installations de grande taille, 
ayant recours à ce mode de construction. 
Cette ouverture vers l'extérieur se traduit par la 
présentation de 8 exposés anglais et américains, que leurs 
auteurs ont accepté de soumettre à votre attention. Encore des 
difficultés de dernière minute ont-elles empêché qu'il n'y en 
eut davantage, ce que nous regrettons. 
L'ouverture technique, qui traduit une meilleure 
possession de ce mode de réalisation n'a pu s'affirmer que par 
le moyen d'essais toujours plus nombreux et plus poussés et 
par la disponibilité d'outils de calcul plus puissants. Ils ont 
permis de mieux connaître les caractéristiques détaillées de 
l'ensemble complexe que représente une cuve de réacteur en 
béton précontraint, avec ses pénétrations multiples et parfois 
de grandes dimensions, sa structure composite. 
Un aspect primordial des réalisations nucléaires, et 
notamment de l'enceinte sous pression, est celui de la sécurité. 
Il est aujourd'hui largement démontré que le recours aux cuves 
en béton précontraint apporte un facteur supplémentaire en ce 
sens dans la mesure où ces cuves, soumises à des conditions 
extrêmes, ne se déchirent pas, mais se fissurent avant de recou-
vrer pratiquement leurs caractéristiques initiales lorsque les 
conditions de fonctionnement sont redevenues normales. 
Cet avantage ne peut toutefois être atteint que par 
une connaissance approfondie des sollicitations auxquelles les 
cuves seront soumises en service, tant en conditions normales 
que pour les situations exceptionnelles prévisibles. 
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A cet égard, il est réconfortant de constater que 
beaucoup de travaux ont été consacrés à cet aspect des choses, 
notamment la tenue du béton sous l'effet conjugué de la tem-
pérature et des rayonnements ainsi que la rétention de l'eau 
de constitution. Les ordinateurs, pour leur part, ont permis 
de pénétrer le comportement des enceintes soumises à un régime 
complexe de contraintes triaxiales et par voie de conséquence, 
de diminuer les précautions superflues dues au facteur d'igno-
rance. 
Le problème des armatures de précontrainte, qui 
représentent une fraction importante du coût de construction 
des cuves, n'en a pas été négligé pour autant et des solutions 
originales ont été développées. Certaines d'entre elles seront 
présentées par leurs promoteurs au cours de cette réunion. 
Dans la recherche conjuguée de la sécurité et de 
l'économie, de grands pas ont été franchis avec le concept de 
l'intégration du circuit primaire dans l'enceinte. Malgré son 
importance, cet aspect particulier n'a pas été retenu dans les 
thèmes de notre réunion, car il a fait l'objet d'un symposium 
organisé en I968 par l'Organisation de Coopération et de Déve-
loppement Economique à Paris. 
Primitivement développé pour les réacteurs à gaz, 
éprouvés puis avancé, l'extension de ce concept de cuve se 
poursuit vers l'application aux réacteurs à eau bouillante. 
Les études qui nous seront présentées laissent à entendre que 
le recours au béton précontraint, par le recul des limites 
technologiques qu'il permet, par une mise en oeuvre plus facile 
et par un raccourcissement des délais d'exécution, pourrait 
bien devenir un concurrent sérieux du caisson en acier. 
La protection thermique des caissons constitue le 
deuxième volet de cette réunion. Elle est d'ailleurs insépa-
rable de leur construction car des solutions retenues pour 
celle-ci dépendent les solutions à admettre pour leur protec-
tion thermique. 
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Dans ce domaine également, il est réconfortant de 
constater les progrès considérables réalisés ces dernières 
années, grâce notamment à des études de base très poussées, 
qui ont permis d'élucider les phénomènes de convection res-
ponsables du transfert thermique dans les milieux isolants. 
De nombreux essais sur maquette, en simulant les conditions 
réelles, ont permis à leur tour d'évaluer ces pertes thermi-
ques et de mettre au point les moyens propres à les réduire, 
tout en assurant l'intégrité du béton constituant l'enceinte. 
L'élévation des températures et des pressions des 
fluides caloporteurs rend cette tâche de la protection ther-
mique toujours plus importante. Heureusement, il existe main-
tenant sur le marché un certain choix de solutions indus-
trielles à ce problème. 
Revenant maintenant à nos travaux pendant ces trois 
jours, je vous informe de ce que le secrétariat de nos sessions 
sera assuré aujourd'hui et demain par M. Benzler, qui a déjà 
assuré toute la charge de la préparation de ces journées, et 
jeudi par M. Terpstra. 
Je demanderai maintenant au Prof. A.D. Ross, Head 
of Department of Civil Engineering, University of London 
King's College, de bien vouloir prendre la présidence de nos 
sections 1 et 2. 
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Erster Teil : Programm für Forschung und Entwicklung. 
Part One : Programmes for research and development. 
Première Section : Programmes pour recherche et développement. 
Prima parte : Programmi per la ricerca e lo sviluppo. 
Eerste deel : Onderzoek en ontwikkelingsprogrammas. 
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Opening remarks by the chairman, Professor A.D. ROSS 
for Papers Nos. 1 and 2. 
Gentlemen: 
Compared with the development of conventional civil engineering 
construction which has often evolved along semi-empirical lines, the 
prestressed concrete pressure vessel has been the subject of intense 
technical study and experiment. In the design of these vessels the 
most up-to-date material-data and analytical techniques are used. It 
is the importance of these structures in human and economic terms 
and the fact that temperature is a major design consideration which 
differentiates them for most conventional structures. 
The first two Papers presented at this Conference give ample 
evidence of this technological attitude by describing programs of 
research and development. Several important "state-of-the-art" reports 
have come from the Oak Ridge National Laboratory and now, in Paper No.l, 
Mr. Whitman describes much significant work on materials research and 
model studies. The salient feature of the program described in 
Professor Jaeger's Paper No. 2 is the insistence on flexibility 
i.e. the ability to incorporate new forms and new parameters which 
may assume importance in the future. 
I know that both these Papers will be of great interest to 
delegates. 
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Introductory Remarks for Paper No. 1 
NEPHEW - Oak Ridge National Laboratory: The author of this paper, 
Mr. G. D. Whitman, has asked me to convey to you his regrets that 
he is unable to personally attend this symposium. As some of you 
know, budgetary considerations in the United States have resulted 
in revisions in the program of research and development on concrete 
pressure vessels which is described in this paper. I am glad to be 
able to report to you today that in spite of the program's curtail-
ment most of the highly important experimental projects to measure 
the long-term properties of concrete will be continued. What has 
been deferred to a later date is some work on structural and 
thermal models and the development of improved analytical and 
theoretical methods. Despite these reductions in the program, 
we believe that a large fraction of the original objectives can 
be achieved. In our opinion the continuance of the vital experi-
ments to obtain basic data on concrete behavior will make it pos-
sible to reinstate the deferred aspects of the program at a later 
date with a minimum loss of time and effort. 
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SUMMARY OF A PROGRAM OF RESEARCH AND DEVELOPMENT FOR 
PRESTRESSED CONCRETE NUCLEAR PRESSURE VESSELS 
G.D. WHITMAN 
Reactor Division 




The introduction of prestressed-concrete reactor pressure vessels 
(PCRV's) in nuclear generating stations during the last decade prompted 
the U. S. Atomic Energy Commission to authorize a program of research 
and development in support of PCRV technology. In mid-1966 the Oak 
Ridge National Laboratory was directed to implement such an activity as 
part of the Gas-Cooled Reactor Program with a general objective of pro-
viding data that could be used to further assess the reliability and 
efficiency of concrete vessels for nuclear service. Although no restric-
tions were placed on reference reactor types on which a program could be 
based, the main effort has been allied with the development of the gas-
cooled reactor since it is the principal reactor concept utilizing PCRV's. 
The Fort Saint Vrain nuclear power station, a high temperature helium 
cooled reactor designed by Gulf General Atomic, will utilize the first 
PCRV constructed in the United States.1 Although this is the only primary 
vessel under construction in the United States, some twenty prestressed 
and reinforced concrete containment vessels are in various stages of com-
pletion for light water cooled nuclear reactors. Most recently a project 
report was prepared reviewing current design and construction practices 
utilized in the building of containment vessels.2 
It is the purpose of this paper to review briefly the scope of the 
PCRV research and development program and to identify some of the more 
significant results obtained to date. It is worthwhile to state initially 
that no fundamental deficiencies have been identified which would render 
the concept invalid in terms of its performance as a critical nuclear 
system component. On the other hand exact margins of safety cannot 
always be identified although lower bounds of structural response appear 
identifiable for the major loadings. Particular attention is now being 
directed toward the effects of time and temperature on the materials and 
structures. It is the long-term behavior that is most difficult to assess 
accurately because of the dearth of material properties which can be used 
in an analysis of time-dependent effects. 
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In developing the program a philosophy was adopted to pursue major 
projects that would contribute to the general technology and would also 
provide input to advanced program experiments within the limits of time 
and funding available. Toward this end the program was organized around 
four major areas of development. These were: studies and reviews, ana-
lytical methods development, materials investigations and models studies. 
The studies and reviews were planned to provide data for program planning 
and to disseminate information about PCRV's. The analytical methods 
development provided support to the formulation and development of more 
sophisticated methods of analysis which are necessary in any detailed 
treatment of the structural behavior of the thick-walled heterogeneous 
PCRV's. Materials properties investigations are largely concerned with 
investigations of the properties of concretes which could be used in 
PCRV construction. Aside from contributing to the general state of know-
ledge of concrete behavior these data will be used in the design and 
evaluation of more complex experiments. Models have been built to deter-
mine the adequacy of small models in predicting the behavior of larger 
structures, to check the accuracy of methods of analysis, to investigate 
failure modes and to determine factors of safety against pressure overload. 
Additional models are planned to evaluate the behavior of structures sub-
jected to combined mechanical and thermal loads. Almost all of these 
activities have involved special and interrelated problems in instrumenta-
tion, construction methods, specimen sealing, loading rig design, etc. 
Many organizations and individuals are involved in the conduct of 
this program and the major activities along with the responsible organi-
zations are listed in Table I. The principal activities have been assigned 
so as to take advantage of experienced personnel with existing facilities 
to conduct the particular projects. Although the diversity of effort in 
some cases has limited the scope of an individual assignment it has been 
useful as a means of bringing more pressure to bear to the solution of 
common problems. 
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Table I. PCRV Research and Development Programs 
Activity Responsible Organization 
I. Literature Surveys and Reviews 
1. Critical Review of Literature 
2. Anchor Region Review 
3. Study on Properties of Concrete 
4. Containment Vessel Design and 
Construction Review 
The Franklin Institute Research 
Laboratories 
School of Civil Engineering 
Cornell University 
Gulf General Atomic 
The Franklin Institute Research 
Laboratories 
II. Analytical Methods (Finite Element) Gulf General Atomic 
III. Materials Investigations 
1. Concrete Design 
2. Moisture Migration in Concrete 




4. Concrete Strength 
5. Concrete Characterization and 
Basic Studies 
IV. Models 
1. Small Models 
2. Structural Behavior 
3. Thermal Cylinder 
Waterways Experiment Station 
Corps of Engineers 
Jackson, Mississippi 
Waterwaye Experiment Station 
Corps of Engineers 
Jackson, Mississippi 
Oak Ridge National Laboratory 
Waterways Experiment Station 
Corps of Engineers 
Jackson, Mississippi 
Department of Civil Engineering 
The University of Texas 
Department of Civil Engineering 
University of California 
Berkeley 
Oak Ridge National Laboratory 
and Aerojet General Corporation 
Oak Ridge National Laboratory 
and Cornell University 
Department of Civil Engineering 
University of Illinois 
Oak Ridge National Laboratory 
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CONCRETE PROPERTIES INVESTIGATIONS 
Additional information on the time-dependent strain behavior and 
strength of concrete is required if more exact predictions of PCRV be-
havior are to be obtained. This includes current design service condi-
tions in addition to off-design and operating limitations for the struc-
tures. The creep and shrinkage of concrete determine in the main the 
dimensional stability and the loss of prestressing force while strength 
criteria are required for more accurate assessments of ultimate strength 
and mode of failure. The fact that concrete is subjected to temperature 
above normal ambient complicates any study of the material behavior. 
Concrete properties vary as a consequence of the properties of the 
individual constituents, the relative quantities of the constituents, 
age and environment to identify just a few important parameters. Char-
acterization of concretes for PCRV's for all conceivable parameters would 
be impractical but a concrete with properties specified for PCRV construc-
tion made with constituents typical of current practice could be investi-
gated thoroughly. Toward this end a concrete mixture, designated as a 
main mix, has been specified for investigations of moisture migration, 
shrinkage, creep, strength, thermal properties and for further use in 
certain model tests. A very complete package of information is being 
generated on this material including its use in a structure which will 
be subjected to simulated PCRV loadings. 
Two subsidiary concrete mixtures having aggregates with higher and 
lower moduli of elasticity were also selected for limited creep studies. 
In all three concrete mixtures Type II cement is being used and the 28-
day cylinder strength was specified to be 6000 psi. The maximum aggre-
gate size is 3/4 in. The aggregate for the main mix is Tennessee lime-
stone with Alabama graywacke and chert being specified for the lower and 
higher moduli of elasticity materials respectively. Some typical proper-
ties are shown in Table II. 
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Table II. Mechanical Properties of Test Concretes 
Aggregate Curing Age> Compressive 
Type Condition Days Strength, psi 
Modulus of 
Elasticity 
















Moisture Distribution Experiment 
It is highly desirable to be able to predict the moisture distribu­
tion throughout a vessel wall with time since the moisture and change in 
moisture level have a significant influence on the shrinkage and creep 
of concrete. The major portion of the vessel will remain under essentially 
a constant moisture condition and consequently will undergo negligible 
shrinkage. The gross time-dependent strain behavior of the vessel will be 
governed by basic creep which will be stress and temperature dependent. 
Even so there will be drying of the exterior surfaces and the imposition 
of a thermal gradient complicates predictions of the moisture level through­
out the wall. 
In order to better understand the shrinkage behavior and moisture 
content as a function of location and time in a thick-wall vessel a mois­
ture distribution test is being performed. A pie-shaped specimen, which 
represents an element of the vessel wall, is shown in Fig. 1. The lateral 
surfaces and one end are sealed against moisture loss with the open end 
exposed to the atmosphere controlled at 70°F and 50 percent relative humid­
ity. Heaters and insulation have been provided so that a thermal gradient 
can be imposed on the block. The heaters were also used to simulate the 
thermal conditions that would exist in an infinitely long cylindrical 
vessel section by applying heat and maintaining a very small temperature 
difference in an equivalent circumferential plane during the initial curing 
period. Carlson strain meters, thermocouples, and moisture measuring 
33 -
devices have been cast into the concrete and are indicated in the figure. 
The total moisture content is determined by a nuclear moisture meter and 
a measure of the free water is determined by the open-wire-line-probes 
which operate on the principle of measuring the dielectric properties of 
the concrete. Monfore humidity gages are also being used in the wells 
provided for that purpose. 
The specimen was cast in October of I968, and data have been obtained 
routinely for the critical curing period and under an isothermal condition 
which was achieved some 50 days after casting. It is planned to impose a 
thermal gradient on the block with the sealed end operating at 150°F while 
maintaining the open face at a temperature slightly above ambient. 
Concrete Creep Tests 
Tests have been specified to investigate the level and state of 
applied stress, temperature, age of loading, moisture level and aggregate 
properties on the creep behavior on the three previously mentioned con-
cretes. The major test categories are room temperature biaxial creep, 
room temperature triaxial creep and elevated temperature triaxial creep. 
Prismatic specimens are being used in lhe biaxial creep program and 
cylindrical specimens are being used in the triaxial creep experiments. 
The test conditions are summarized in Figs. 2, 3 and 4. 
At the present time room temperature and 150°F tests are being con-
ducted as the first phase of the program. Loading rigs, specimen design, 
specimen sealing methods, instrumentation and experimental procedures have 
been developed for each of the projects, and specimens were first loaded 
in January I969, at the University of Texas in Austin, Texas. The tests 
are planned to be of approximately one year's duration followed by creep 
relaxation tests when the specimens are unloaded. 
Strains in the three principal directions are being measured on the 
biaxial specimens with load beam transducers mounted on the exterior sur-
faces of the concrete. A copper jacket which employs soft solder sealed 
joints and epoxy bonding to the concrete surface is used to seal the 
specimens. The solder joints are displaced from the concrete by the use 
of tabs so that the specimen is not heated during the soldering operation. 
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Fig. 3. Room-Temperature Triaxial Creep Tests 
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Fig. k. I50°F Triaxial Creep Tests 
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A completed specimen is shown in Fig. 5. Load is applied by hydraulic 
cylinders mounted in frames which have special alignment features. Teflon 
shims are used between the platen faces and the specimens to minimize the 
friction and redistribution of load into the body of the platens. Exten-
sive development was conducted on the loading rig and specimen tolerance 
requirements to insure that an unambiguous state of stress would exist in 
the desired biaxial stress configuration. 
The triaxially loaded specimens are mounted in pairs as shown in 
Fig. 6. The radial load is applied independently by hydrostatic pressure 
which is contained in a jacket surrounding the cylindrical surface. Axial 
load is applied through the piston-cylinder at the bottom of the rig frame. 
The specimens are sealed in soldered copper and neoprene to prevent mois-
ture loss during the curing period and oil ingress during the loading 
cycle. Vibrating wire strain gages oriented vertically and radially are 
used to measure strains. Companion strength and unstressed shrinkage 
specimens have been fabricated and sealed by similar methods. 
Concrete Strength Properties Under Variable Temperature 
The objective of this project is to determine experimentally the 
stress-strain relationship and strength of the limestone concrete so that 
time and temperature effects can be obtained up to temperatures of 500°F. 
Initially the effect of the elevated temperature and temperature cycling 
on strength and deformation characteristics under short-term.uniaxial 
compressive loading will be studied. To duplicate the mass concrete con-
ditions in the major portions of a PCRV, only as-cast sealed specimens 
will be examined. 
A number of problems with regard to specimen sealing techniques and 
strain instrumentation have to be solved in order to operate at the rela-
tively high temperatures. Resistance strain gages were specially developed 
for embedment in the cylindrical specimens, and copper jackets are being 
used to seal the specimens. Both uniaxial and lateral strains are to be 
measured with provisions to give a continuous readout of strain. 
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Fig. 5. Biaxial Creep Specimen 
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Fig. 6. Triaxial Creep Test Unit 
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Concrete Characterization and Special Studies 
A number of studies are being performed to obtain additional informa-
tion on the properties of the concretes used in the projects. These in-
clude the determination of the coefficients of thermal expansion of sealed 
as-cast specimens as a function of age, moisture content and temperatures 
up to 300eF. Microstructural and pétrographie examinations of the aggre-
gates have been performed in addition to determinations of strength and 
thermal properties of the aggregates used in the program. 
A pilot study was performed to investigate the applicability and use-
fulness of stress-wave emissions to provide a useful description of the 
failure processes in concrete test cylinders.3 The method was also applied 
to a vessel model which was tested to failure by pressure overload. The 
technique involves the detection of elastic stress waves which propagate 
through the body as failure processes occur. 
As a result of strength tests conducted on several concrete cylinders 
and the aforementioned model, it was concluded that stress-wave emissions 
can be used to determine the onset and progression of failure processes in 
PCRV materials. Specifically, gross cracking and the onset of vessel fail-
ure were detectable through stress-wave emission data. During successive 
loading, the data can be employed to nondestructively evaluate prior loading 
levels, since significantly higher emission rates were consistently observed 
when the maximum loads obtained during previous loadings were exceeded. 
Variations in signal arrival times at various sensor locations and the 
increased activity of single sensors can be used to locate the origin of 
cracking. The technique was shown to have sensitivity enabling the detec-
tion of failure processes and deformation in the materials beyond that 
obtainable with conventional instrumentation. 
MODELS 
Models have been used extensively for a variety of reasons in the 
development of PCRV's. Since it is not economic to build and test full-
scale structures, models have been used to verify the accuracy of analyti-
cal methods, to obtain information on structural response at design loads, 
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to investigate modes of failure and ultimate strength, to investigate 
particular regions not readily amenable to analysis, and to study time-
dependent behavior of structures subjected to combined loads, including 
thermal effects. 
The adequacy of models in predicting the behavior of heterogeneous 
structures fabricated from the relatively complex materials involved can 
be questioned on several counts. The scaling of the concrete, embedment 
bond, liner, and thermal conditions are points of major contention, since 
all of these items cannot be faithfully reproduced in reduced-scale struc-
tures. The models used in the program and being considered for use can 
be classified into three general types: (l) photoelastic and/or strain-
gaged structures made from materials other than concrete to study and 
compare against predictions of elastic behavior; (2) mortar or micro-
concrete models designed to investigate structure behavior through the 
ultimate load level under short term pressure overload; (3) concrete 
models designed to investigate short term structural behavior under pres-
sure loadings and long-term behavior under the combined loads of PCRV 
environment. 
Small Models Program 
A fundamental model study program has been completed at ORNL with 
the assistance of Cornell University and selected suppliers of materials 
and equipment.4 The purpose of the program was to determine to what 
extent a prestressed epoxy model and a small prestressed-concrete model 
could be used to predict the initial design stress distribution, the gross 
short-term creep and shrinkage behavior, the modes of cracking, and the 
ultimate failure of a prestressed-concrete vessel. In order to achieve 
these objectives, four models were tested: a prototype, two mortar models 
(1/2.75 scale), and an epoxy model (1/5 scale). A simple vessel, which is 
actually the top half of a cylindrical vessel with flat heads, was selected 
for a prototype structure. The prototype, as shown in Fig. 7, is 5 ft tall 
and 4 ft across flats and is of arbitrary design having the principal 
features associated with an actual vessel. The vessel had very little 
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conventional reinforcement and was prestressed with Stressteel bars 
manufactured by the Stressteel Corporation. The vessel was lined with 
an epoxy fiberglass for leaktightness, and strain gages were located in 
the inner surface, outer surface, and interior of the concrete in three 
vertical planes. Representative prestressing bars were instrumented with 
load cells to measure total prestressing force, and strain gages were 
attached to the bars. 
This prototype vessel was tested to failure; and two 1/2.75-scale 
mortar models of the concrete prototype were also tested to failure; one 
was loaded pneumatically and the other hydraulically. A I/5-scale pre-
stressed epoxy model of the structure was tested with strain gages. These 
structures are depicted in Fig. 8. 
The maximum pressure reached in the prototype was II30 psi and the 
hydraulically loaded mortar model was tested to failure at I390 psi. The 
pneumatically loaded model reached a peak pressure of 1045 before leakage 
prevented further pressurization. The elastic and ultimate load structural 
behavior of the prototype and mortar models was nearly identical. Pressure 
versus deflection data measured by dial gages for the middle of the top 
head are shown in Fig. 9· The cracking pattern and the vessel deformation 
for the structures are depicted schematically in Fig. 10. The cracks ex-
tending out from the haunch region and the vertical cracks in the cylinder 
wall apparently began to form simultaneously, while the cracks at the 
cylinder section formed later. There were no cracks in the head of the 
vessel. 
The behavior of the small-scale mortar models closely duplicated that 
of the concrete prototype. There was no discernible difference in be-
havior between the mortar model tested pneumatically and the mortar model 
tested hydraulically. Finite element analysis techniques provided good 
prediction of vessel behavior in the elastic range, and a rather extensive 
amount of analysis was performed on these structures. 
Analytical methods development has represented a major activity in 
the program as previously mentioned. In addition to a two-dimensional 
elastic analyses a three-dimensional5 elastic finite element analysis was 
performed. Figure 11 shows the idealized structure and an element 
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assemblage which represents a 300 symmetry segment of the top half of the 
prototype vessel used in the three-dimensional analysis. The principal 
features of the vessel including the outside hexagonal shape, the large 
steel prestressing anchor blocks for the circumferential tendons, and the 
steel anchor plates for the axial and head tendons were retained in the 
analysis. The basic element in the finite element idealization is a tetra-
hedron. Within each tetrahedron the three displacements are assumed to 
vary linearly and to give constant values for stresses and strains within 
each element. The unknown constants in these assumed linear displacement 
functions are determined by the three displacements at each node of the 
tetrahedron. These latter displacements at each node in the structure are 
are the unknowns solved by the program. The finite element idealization 
involved 2,768 nodes and approximately 12,000 tetrahedronal elements. 
The results for an internal pressure loading of 5OO psi are shown in 
Fig. 12. The predicted deflections for the top head and for the cylindri-
cal wall section across the flats of the hexagonal shape and at a section 
across the vertices are shown. The solid lines represent deflections pre-
dicted by SAFE-3D. The dashed lines on the section taken across the flats 
represent deflections predicted by an axisymmetric analysis. Experimentally 
determined values are also depicted. The agreement between the three-
dimensional analysis prediction and the experimental results is reasonably 
good, while the axisymmetric analysis over-estimated the deflections. 
This result would be expected since the relatively large steel components 
and the hexagonal shape were not accounted for in the axisymmetric analysis. 
The strain-gaged epoxy model did not provide any information that 
could not as easily be obtained from a mortar model which was simpler and 
cheaper to build. In fact, because of the difference in Poisson's ratio 
between epoxy and concrete, a mortar model would be superior for duplicating 
elastic behavior. Epoxy might be superior when used photo-elastically for 
studies where internal stresses are desired. 
Structural Behavior Models 
Because of the more effective utilization of the interior volume and 
relative ease of construction, the cylindrical vessel with flat slab ends 
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has been adopted for most vessel configurations. The end slabs are con-
servatively designed so that at ultimate load failure occurs in the 
cylindrical portion of the vessel. Cracking of the cylindrical portion 
of the vessel results in "self-healing" failure so that under reduced 
load crack closure is achieved and the vessel retains its structural 
integrity. Failure in the head region or at the haunch could, on the 
other hand, be dominated by shear. In order to better understand the 
structural behavior of the head region, a project was initiated to in-
vestigate slab failure with varying thickness-to-diameter ratios and 
different levels of prestressing in "half-vessel" models.6>7 Vertical 
cross sections of the vessels used in the experimental investigation are 
shown in Fig. I3. To date sixteen vessels have been tested, and a sum-
mary of the tests is presented in Table III. 
The behavior of the structures can be summarized by comparing two 
extremes of behavior. In the case of vessel PV7, the response as shown 
in Fig. 14 was linear up to and beyond the pressure at which cracks 
started to occur at the reentrant corner of the end slab with the cylinder. 
Cracking at the inside corner of the joint between the end slab and side 
wall was followed by extensive cracking on the tension side of the slab. 
This cracking, which formed along radial lines, was reasonably symmetri-
cally distributed as shown in Fig. I5. The increase in deflection rate 
at pressure beyond 60O psi can be related to the pressure at which the 
"overturning moment" of the internal gas pressure overcomes the clamping 
force of the longitudinal prestressing. After this event, deflection in-
creases further and collapse occurs. 
In the case of shear failure the behavior of vessel PVI6 is examined 
and the load deflection curve is shown in Fig. l6. Figure I7 shows the 
end slab of vessel PVI6 after failure. Typical shear failure occurred in 
that a truncated cone was punched out of the end slab. The slope of the 
sides of the cone was approximately 45o; its circumference at the base 
(on the outside of the end slab) coincided with the inner edges of the 
bearing plates for the longitudinal prestress. The analysis of this 
behavior with various credible crack patterns indicates that the principal 
tensile stress at midheight of the slab in the vicinity of the expected 
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Fig., 13. Vertical Cross Sections of Test Vessels 
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Fig. 17. End Slab of Vessel After Shear Failure 
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trajectory of inclined cracks is not sensitive to the development of 
cracks elsewhere in the end slab. 
A program of analyses has been carried on in conjunction with the 
experiments using the lumped-parameter method.8 Elastic analyses of 
vessel configuration indicate that inelastic response is initiated by 
fracture of the concrete in tension as opposed to inelastic action in 
compression. Initial analytical results compare favorably with the 
experimental data. 
Thermal Models 
The single most important factor that makes PCRV's unique in the 
technology of prestressed concrete is the thermal condition imposed on 
the structure by the relatively high-temperature process fluid. A com-
plex system of insulation and cooling is provided to limit concrete 
temperatures to 200°F or less, but the long-term behavior of a concrete 
vessel can be significantly affected by temperatures of this low level. 
The thermal stress in a structure can be simulated in models by main-
taining equal ratios of geometry and temperature difference; however, 
the thermal gradient cannot be simultaneously simulated on a reduced 
scale. Significant differences in the gradient can change the rate of 
moisture movement in the concrete, and the relative strains in the aggre-
gate and cement paste can result in poor simulation of a full-scale 
structure. Also, relatively thin sections of concrete could lose evapor-
able water more rapidly and "dry out", with significant change of proper-
ties as a result of this loss. It is therefore necessary to use sub-
stantial sections of concrete, that is, mass concrete, in order to study 
thermal effects in combination with other loads experienced in an operating 
PCRV. In order to determine the accuracy of the inelastic predictions of 
vessel behavior and establish the adequacy of materials properties as 
determined with small samples, a large thermal test model is needed. In 
addition, off-design or over-temperature effects could be investigated to 
establish the limits of this loading in near full-scale section tests. 
ORNL has undertaken a review of this problem, and the feasibility of per-
forming such an experiment has been evaluated.9 
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The results of this study indicate a specimen of substantial pro-
portions, 16 ft high by 27 ft dia., with a wall thickness of 6 ft would 
be required to achieve a reasonable representation of the vessels. This 
experiment would be substantial in size and cost and due consideration 
must be given to the objectives and availability of techniques for 
instrumentation to verify predictions. Since the material investigations 
previously described serve to establish the validity of many of the tech-
niques required and instruments needed, it is imperative that these tech-
niques be qualified by previous experience. In the interim a smaller 
structure is to be built to verify methods and instruments being con-
sidered for use in the larger model. 
A diagramatic section of the smaller version is shown in Fig. 18. 
The specimen is a thick-walled cylinder 48 in. high, 18 in. thick and 
8l in. in outside diameter. It has proportions of the larger previously 
mentioned specimen and is one-fourth the size. Provisions are made for 
applying an internal pressure of 7OO psi and a normal temperature gradient 
ranging from 150°F on the inner surface to 75°F on the outer surface. The 
specimen is sealed on all surfaces to eliminate moisture loss. The ends 
are thermally instila ted so that heat flow is confined to the radial direc-
tion simulating the conditions in a section near the middle of the cylindri-
cal wall of an actual vessel. 
Stressteel SEEE strand is used for prestressing, and the circumfer-
ential tendons are applied and then jacked outward radially. This technique 
has the advantage of moving the cylindrical tendons out of the wall of the 
cylinder where they would produce stress concentrations and limit the 
space for instrumentation. The system is a modification of an arrangement 
that has been proposed by the firm of Coyne and Bellier in France.10 
SUMMARY 
The projects described cover a wide range of activities that involve 
the talents of many individuals from organizations throughout the United 
States. The program has brought to the attention of many experienced 
people the particular problems and advantages of PCRV's in nuclear power 
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plant applications. It has and will continue to provide additional in-
formation on the materials of primary interest, components, and methods of 
analysis which can be used to better provide information for improvements 
in design, construction and safety assessments of the structures. 
It has not been practical to identify the many individuals partici-
pating in the various phases of this program; however, the major organi-
zations have been listed and the references do identify many of the 
principals involved in the research and development. 
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DIE KONZEPTION DES GRUNDSATZPROGRAMMES 
DER DEUTSCHEN FORSCHUNG UND ENTWICKLUNG 
FÜR SPANNBETON-REAKTORDRUCKBEHÄLTER 
THOMAS A. JAEGER 




Die Idee der Verwendung von Spannbeton im Behälterbau ist weit-
tragend. Durch die Einführung der Spannbeton-Behälterkonzeption 
haben die Bauingenieure einen großen Beitrag zu Fortschritten 
in der Reaktortechnik, geleistet. 
Man kann sagen, daß der Spannbeton-Reaktordruckbehälter dem gas-
gekühlten Leistungsreaktor zum Durchbruch zur Wirtschaftlichkeit 
verholfen hat. Dieser Reaktortyp wäre zweifellos sonst im wirt-
schaftlichen Rennen gegen Druckwasser- und Siedewasserreaktor 
längst ausgeschieden. Die Verwendung von Spannbetonbehältern 
beim Bau gasgekühlter Leistungsreaktoren mit großer Leistungs-
einheit kann als eine technische Konzeption ohne Alternative gel-
ten. 
Was die weitere Entwicklung wassergekühlter Leistungsreaktoren 
anbetrifft, so beginnt man, das wirtschaftliche und sicherheits-
mäßige Potential der Verwendung von Spannbeton-Reaktordruckbe-
hältern auch hier zu erkennen. 
Unsere französischen, britischen und amerikanischen Kollegen ha-
ben einen besonders großen Anteil an der Entwicklung der Spann-
betonbehälter-Technologie, und die Errungenschaften der letzten 
Jahre erlauben sicherlich einen erheblichen Optimismus bezüglich 
des Entwicklungspotentials dieser Technologie. Aber es gibt tech-
nische Begrenzungen und Grenzen des Wissens, die notwendig in 
naher Zukunft weiter hinausgeschoben werden müssen, um eine zü-
gige Weiterentwicklung der Reaktortechnologie zu größerer Wirt-
schaftlichkeit und höherer Sicherheit zu ermöglichen. 
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2. Hauptsächliche technische Limitationen 
Die hauptsächlichen technischen Limitationen sind: 
1. Die erhebliche Empfindlichkeit des Behältertragwerkes gegen-
über erhöhten Temperaturen und gegenüber Temperaturgradien-
ten. Diese führen zu einer nachteiligen Beeinflussung der 
Betoneigenschaften bzw. zu hohen Wärmespannungen. Somit 
nimmt das Problem des Wärmeschutzes der Behälterinnenwandung 
durch Wärmeisolierungsschichten und Kühlsystem eine entschei-
dende Stellung im ganzen Komplex der Entwicklung von Spann-
beton-Reaktordruckbehältern ein. 
2. Die zweite Limitation sind Abmessungs- und Innendruck-Begren-
zungen, die durch Formänderungsdiskontinuitäten in Abhängig-
keit von funktionellen Konstruktionsmerkmalen bedingt sind: 
das sind beispielsweise die oft notwendigen großen Durch-
brüche . 
3. Die dritte Limitation sind Abmessungs- und Innendruck-Begren-
zungen, die durch den Platzbedarf für Vorspannseile und Ver-
ankerungen diktiert werden. 
3. Veranlassung und Konzeption des Grundsatzprogrammes 
Das Hinausschieben dieser technischen Grenzen erfordert noch ei-
nen erheblichen Forschungs- und Entwicklungsaufwand. Das deutsch 
Bundesministerium für Bildung und Wissenschaft hat die 
große Bedeutung erkannt, die die weitere Entwicklung der Techno-
logie von Spannbeton-Druckbehältern für die Verbesserung dor Wir 
schaftlichkeit und Sicherheit von gasgekühlten und wassergekühl-
ten Leistungsreaktoren bietet und hat gegen Anfang des Jahres 19 
die Bundesanstalt für Materialprüfung (BAM) beauftragt, ein um-
fassendes und vorausschauendes Forschungs- und Entwicklungspro-
gramm für gasgekühlte und wassergekühlte Leistungsreaktoren.zu 
entwerfen. 
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Als "Grundsatzprogramm der deutschen Forschung und Entwicklung 
für Spannbeton-Reaktordruckbehälter" ¡_\J bildet dieses 
Programm den Rahmen für eine zunächst auf vier Jahre ausgelegte, 
wohlkoordinierte Forschungs- und Entwicklungsarbeit, an der 
sich verschiedene Industriefirmen, Hochschulinstitute und 
behördliche Forschungsinstitute beteiligen werden. Mit der 
Bewilligung der Mittel wird noch in diesem Jahr gerechnet; 
die Arbeiten würden dann an den verschiedenen Stellen sicher-
lich unmittelbar aufgenommen werden. 
Die Konzeption des "Grundsatzprogrammes" sieht eine möglichst 
weitgehende Verlagerung der Gewichte der Forschung in Richtung 
auf die Grundlagenforschung hin vor. 
Es ist eine bedauerliche Tatsache, daß die überwiegend sehr 
starke Projektbezogenheit der bisherigen Forschung auf dem 
Gebiet der Spannbeton-Reaktordruckbehälter in ihrem gesamten 
internationalen Umfang die Übertragbarkeit und generelle Ver-
wendbarkeit der Ergebnisse erheblich einschränkt. Von einer 
effektiven, vorausschauenden Nutzung der in der Summe aufge-
wendeten großen Forschungsmittel kann keine Rede sein. 
Die im "Grundsatzprogramm" vorgesehene, weitgehende Verlagerung 
der Gewichte der Forschung in Richtung auf die Grundlagenfor-
schung hin ermöglicht folgendes: 
1. die breite Anwendbarkeit der Forschungsergebnisse und damit 
eine wirtschaftliche Verwendung der Mittel, 
2. größtmögliche Flexibilität in der Konstruktionsentwicklung, 
so daß der Reaktorentwicklung vom Behälter her keine Fesseln 
auferlegt zu werden brauchen. 
Die Leitgedanken der Konzeption werden im folgenden kurz erläu-
tert. 
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4. Parametrische Studien 
Ein essentieller Bestandteil der Forschung und Entwicklung 
sollen allgemeine Systemanalysen sowie parametrische Studien 
über Konstruktionsmöglichkeiten von Spannbeton-Reaktordruck-
behältern sein in Richtung auf Zielfunktionen der Wirt-
schaftlichkeit und Sicherheit, die in Anpassung an die Ziel-
setzungen der deutschen Reaktorstrategie definiert werden 
sollen. 
Derartige Studien werden zur Abschätzung des vollen Potentials 
der Spannbetonbehälter-Bauweise benötigt. Bei diesen Studien 
soll der Reaktordruckbehälter als funktionell in das jeweilige 
Leistungsreaktorsystem eingebundener A p p a r a t mit 
wechselseitigen funktionellen (auch montagetechnischen), si-
cherheitstechnischen und wirtschaftlichen System-Abhängigkei-
ten behandelt werden. Die aus solchen systemanalytischen Un-
tersuchungen gewonnenen Einsichten könnten dann den Entwick-
lungslinien der gasgekühlten und wassergekühlten Leistungs-
reaktoren wichtige Perspektiven und Orientierungen bieten. 
Auf der anderen Seite sind solche systemanalytischen Studien, 
die bis zur systematischen parametrischen Untersuchung aller 
Konstruktionsfragen getrieben werden, für den Bauingenieur 
von Bedeutung, um daraus allgemeine Entwurfskriterien und Be-
messungsvorschriften ableiten zu können. 
5. Berechnungsverfahren 
Ein Brennpunkt des Grundsatz-Programmes für die deutsche For-
schung und Entwicklung für Spannbeton-Reaktordruckbehälter ist 
die Entwicklung eines zuverlässigen, flexiblen und dabei mög-
lichst wirtschaftlichen Berechnungsverfahrens, das eine wirk-
lich realistische Erfassung des Tragwerksverhaltens ermöglicht. 
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Man kann in diesem Zusammenhang feststellen, daß die Berech-
nung von Spannbeton-Reaktordruckbehältern derzeit die wohl 
schwierigsten Berechnungsprobleme im konstruktiven Ingenieur-
bau aufgibt. Zur Erläuterung der in der Basis des Grundsatz-
programmes angegebenen Leitlinie für die Entwicklung eines 
geeigneten Rechenverfahrens und seiner Stellung im gesamten 
Forschungskomplex müssen hier einige allgemeine Betrachtun-
gen eingeschaltet werden. 
Noch vor einem Jahrzehnt galt eine ganze Reihe ziemlich gro-
ber Idealisierungen der Materialeigenschaften als leider un-
vermeidbar notwendig, um Tragwerke überhaupt einer Berech-
nung zugänglich zu machen. Dank der Verfügbarkeit digitaler 
Rechenautomaten werden nun die Möglichkeiten einer rechneri-
schen Erfassung des Verhaltens von Konstruktionen ständig er-
weitert. Dies gilt sowohl für eine immer engere mathematische 
Annäherung an die fortschreitenden Erkenntnisse der Material-
forschung als auch für die zunehmende geometrische Kompli-
ziertheit der Konstruktionen. Dabei wird man die Entwicklung 
von Tragwerks-Berechnungsverfahren von Grund auf den Möglich-
keiten großer Rechenautomaten anpassen müssen. Die bisherige 
Entwicklung läßt vermuten, daß bei der Untersuchung komplexer 
Konstruktionen nur noch das Materialverhalten selbst und al-
lenfalls einzelne Grundkomponenten experimentell zu untersu-
chen sind, die integrale Erfassung des Tragverhaltens von 
Gesamtkonstruktionen jedoch durch Verwendung digitaler Rechen-
automaten geschieht und sozusagen als "digitales Experiment" 
ermöglicht wird. 
Die enge Verbindung von grundlegendem Experiment und Berech-
nung wird mehr und mehr ein Merkmal der Untersuchung moderner 
Konstruktionen und die heute in komplizierten Fällen noch üb-
lichen Gesamtmodell-Versuche werden mehr und mehr zur Aus-
nahme. 
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Die Berechnung von Spannbeton-Reaktordruckbehältern stellt ein 
nichtlineares, zeitabhängiges und temperatur- und feuchtigkeits-
abhängiges dreidimensionales Randwertproblem eines komplizier-
ten Verbundtragwerkes dar; denn der Betonkörper ist ein nicht-
lineares viskoelastisches Medium, das sich zudem durch Beweh-
rung und Rißbildung anisotrop verhält. Die Materialeigenschaf-
ten des Betonkörpers verändern sich außerdem stark unter dem 
Einfluß der Belastung, der Temperatur- und Feuchtigkeitsfelder 
sowie der Zeit, so daß er zu einem ausgeprägt nichthomogenen 
Medium werden kann. 
Unter diesen Bedingungen verlieren experimentelle Untersuchun-, 
gen an Modellen um so mehr an Aussagekraft, je kleiner die Mo-
delle sind. Großmodelle sind aber nicht nur außerordentlich 
kostspielig, ihr zeitaufwendiger Bau und die langzeitige Prü-
fung halten zweifellos auch die Entwicklung der Reaktortechnik 
auf. Das Gewicht hat sich daher auf hochleistungsfähige Re-
chenverfahren zu verlagern, die Forschungsergebnisse über das 
komplexe Materialverhalten direkt verarbeiten zu können. 
Somit ist es Schlüsselpunkt des Grundsatz-Programmes der For-
schung und Entwicklung für Spannbeton-Reaktordruckbehälter, 
daß rechtzeitig ein möglichst universales und flexibles und 
dabei wirtschaftlich arbeitendes Computer-Rechenprogramm zur 
Verfügung steht. Ein solches, auf der Grundlage moderner com-
puterorientierter numerischer Methoden zu entwickelndes Rechen-
programm muß die laufend anfallenden Ergebnisse der Material-
forschung in sehr realistischer Weise verarbeiten können, und 
es muß dreierlei leisten: 
1. .Die Erfassung des KonstruktionsVerhaltens unter Prüf-
und Betriebslastfällen, erstreckt über die ganze ange-
nommene Lebenszeit des Behälters; 
2. Die Verfolgung des Tragfähigkeitsverhaltens bei Reaktor-
Störfällen und Schadensfällen und Bestimmung der Grenz-
tragfähigkeit; 
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3. es muß über die Analyse von Konstruktionsentwürfen hinaus 
Hilfsmittel für die Entwicklung optimaler Konstruktionen 
sein. 
Als zweckmäßigstes Verfahren für die Erfüllung der gestellten 
Anforderungen ist von uns die Matrizen-Methode mit physikali-
scher finiter Elementen-Rasterung in Raum und Zeit erkannt 
worden, und zwar in Form der Matrizen-Verschiebungsmethode. 
Dieses Verfahren bietet sich wegen seiner hervorragenden Syste-
matisierbarkeit als zur Zeit und für die vorhersehbare Zukunft 
beste Möglichkeit an. Das Verfahren ist sowohl in idealer Wei-
se computergemäß als auch zur Erfassung komplizierten Material-
verhaltens bei der Berechnung beliebig komplizierter Konstruk-
tionen geeignet. Die mathematische Formulierung ermöglicht ei-
ne besonders einfache Eingabe von Randbedingungen (und Ver-
bundflächenbedingungen) und Materialgesetzen. Die mathemati-
sche Formulierung dieser Methode gestattet es, in entsprechen-
den Computer-Programmen die Materialgesetze als Eingabepara-
meter beliebig zu verändern. CNähere Betrachtungen in [2l ) 
6. Materialforschung 
Gemäß den vorstehenden grundsätzlichen Ausführungen über die 
allgemeine Entwicklungsrichtung der Konstruktionsanalyse und 
weiterhin zwecks Gewährleistung größtmöglicher Flexibilität 
in der Entwicklung von Spannbeton-Reaktordruckbehältern ist 
es sinnvoll, gleichzeitig besonderes Gewicht auf die Grundla-
genforschung auf den Gebieten der Werkstoffe und der Berech-
nungsverfahren zu legen. - Die folgenden Erläuterungen be-
schränken sich auf einige Kommentare zu vorgesehenen Forschun-
gen auf dem Gebiet des Werkstoffes Beton. 
Die Verwendung von Beton als mechanisch langzeitig hochbean-
spruchtes Konstruktionsmaterial unter dem Einfluß erhöhter Tem-
peraturen erfordert zum Zweck wirtschaftlichen und sicheren 
Konstruierens tiefere Kenntnisse des mechanisch-thermischen 
Materialvexhaltens als bisher zur Verfügung stehen. 
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Der weiteren Erforschung der relevanten technischen Eigenschaf-
ten von Beton wird im deutschen Programm ein breiter Raum ein-
geräumt, jedoch wäre besonders hier eine zielgerichtete wohl-
koordinierte internationale Kooperation erforderlich. 
Neben der phänomenologischen Erforschung der verschiedenen 
technischen Materialeigenschaften sind auf dem Gebiet des Be-
tonkriechens auch fundamentale Materialuntersuchungen in den 
für Spannbeton-Reaktordruckbehälter interessierenden Parame-
terbereichen vorgesehen. Diese grundlegenden Untersuchungen 
werden sich auf die Erforschung des bisher nur ungenügend ge-
klärten Einflusses des Feuchtigkeitsgehaltes bei erhöhten Tem-
peraturen richten, auf den Einfluß von Verteilung und Migra-
tion der Feuchtigkeit in Beton unter dem Einfluß von Tempera-
turgradienten bei verschiedenen Parameterspielräumen des 
Mikro- und Makrogefüges von Beton. Die Untersuchungen sollen 
zu Korrelationen und Extrapolationen der akkumulierenden phä-
nomenologischen Meßwerte verhelfen. Sie sind somit keinesfalls 
nur von akademischem Interesse, sondern von erheblicher prak-
tischer Bedeutung für Spannbeton-Reaktordruckbehälter. 
7. Wärmeisolierung und Liner 
Ein erheblicher Nachteil der konstruktionstechnisch und sicher-
heitsmäßig sonst so vorteilhaften Spannbetonbehälter-Bauweise 
besteht in der hohen Empfindlichkeit des Behältertragwerkes 
gegenüber erhöhten Temperaturen (nachteilige Beeinflussung der 
Betoneigenschaften) und Temperaturgradienten (Wärmespannungen). 
Dieses Problem ist in Abschnitt 2 bewußt an erster Stelle der 
gesamten technischen Limitationen angeführt worden. 
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Das Problem des Wärmeschutzes der Behälterinnenwandung durch 
Wärmeisolierungsschichten und Kühlsystem nimmt somit eine 
entscheidende Stellung im ganzen Komplex der Spannbeton-Reak-
tordruckbehälter-Entwicklung ein. Die Bedeutung dieses Pro-
blems hat sich in den letzten Jahren durch die auf immer 
höhere Betriebstemperaturen abzielende Entwicklung gasgekühl-
ter Leistungsreaktoren und durch die Bestrebungen zur Verwen-
dung der Spannbetonbehälter-Bauweise auch für wassergekühlte 
Reaktoren noch gesteigert. 
Sowohl technisch wie auch wirtschaftlich vollauf befriedigen-
de Lösungen für Wärmeschutzsysteme sind noch nicht gefunden 
worden, es fehlt jedoch nicht an verschiedenartigen Konzep-
tionsvorschlägen, von denen einige einer eingehenden Über-
prüfung wert erscheinen. Systematische Untersuchungen an aus-
sichtsreich erscheinenden verschiedenen Wärmeschutzsystemen 
bilden einen wesentlichen Bestandteil im Mosaik des "Grund-
satzprogrammes"; die Wärmeschutzsysteme sind dabei naturge-
mäß im wesentlichen separat auf gasgekühlte und auf wasserge-
kühlte Leistungsreaktoren ausgerichtet. 
Untersuchungen über den Liner (Dichthaut) bilden ebenfalls 
einen bedeutenden Bestandteil des "Grundsatzprogrammes"; sol-
che Untersuchungen sind für Betrieb und Sicherheit von Reak-
toren außerordentlich wichtig. Auf diesem Gebiet sollen so-
wohl breit angelegte experimentelle und theoretische Grund-
lagen-Forschungen durchgeführt werden, als auch eingehende 
experimentelle und theoretische Untersuchungen über Dicht-
haut-Details wie Dehnungskompensatoren (Dichtungsbälge) und 
Dichthautanschlüsse an Durchdringungen. 
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8. Bauwerksprüfung und Betriebsüberwachung 
Ein wesentlicher Bestandteil des deutschen Grundsatzpiogrammes 
der Forschung und Entwicklung auf dem Gebiet der Spannbeton-
Reaktordruckbehälter ist die umfassende Ausnutzung sämtlicher 
in den nächsten Jahren zu errichtender Spannbeton-Reaktordruck-
behälter zur Gewinnung von wissenschaftlichen Daten zur Verwen-
dung bei Konstruktionsentwurf und Konstruktionsberechnung zu-
künftiger Behälter (Projekte nach Ablauf dieses Programmes); 
das heißt, daß bestehende Behälter in so umfassender Weise wie 
möglich sozusagen als 1 : 1 Modelle für wissenschaftliche Zwecke 
auszunutzen sind. Einer solchen extensiven Bauwerksprüfung und 
Betriebsüberwachung mit direkt korrelierten Materialuntersu-
chungen kommt eine entscheidend wichtige Bedeutung für die 
Überprüfung des Zuverlässigkeitsgrades des zu entwickelnden 
Rechenprogrammes (s. Abschnitt 5) zu. 
Die Bauwerksprüfung und Betriebsüberwachung von Spannbeton-
Reaktordruckbehältern unter Berücksichtigung des vorstehend ge-
nannten Gesichtspunktes erfordert: 
1. Ein auf die Besonderheiten des Konstruktionsentwurfes und 
eine Einschätzung der Zuverlässigkeit des verwendeten Be-
rechnungsveifahrens abgestimmtes systematisches Anordnungs-
schema für die Instrumentation, wobei außer der Nachprü-
fung des Konstruktionsentwurfes auch der Zweck der Liefe-
rung von wissenschaftlichen Daten zur Verwendung für zu-
künftige Bemessungen zu berücksichtigen ist; 
2. Verwendung der für die speziellen Bedingungen am besten 
geeigneten Geber-Typen und Geber-Fabrikate; 
3. Verwendung von Registrierverfahren, die den speziellen 
Bedingungen (Meßstellenanzahl in der Größenordnung von 
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10 , Meßdaten in der Größenordnung von 10 ) angepaßt sind. 
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Das Studium der durch die Punkte 2 und 3 aufgeworfenen Fragen 
bildet einen wesentlichen Bestandteil des "Grundsatzprogrammes", 
das breit angelegte Untersuchungen über die für Bauwerksprüfung 
und Betriebsüberwachung von Spannbeton-Reaktordruckbehältern 
zweckmäßige Instrumentation vorsieht. Diese Untersuchungen wer-
den folgende Aspekte beinhalten: 
1. Zweckmäßige Auswahl von Gebern auf der Grundlage von Eig-
nungsvergleichen über Meßbereich, Unempfindlichkeit gegen-
über Störeinflüssen und Langzeitverhalten, Kostenvergleichen 
sowie Vergleichen betreffend die Einbaumöglichkeiten unter 
rauhen und schwierigen Bedingungen (Robustheit) auf der Ba-
sis einer Auswertung aller verfügbaren eigenen und fremden 
Erfahrungen; 
2. Labor-Erprobung zweckmäßiger Einbautechniken für die ausge-
wählten Geber und Erarbeitung von Anweisungen für die Praxis; 
(das Wort "Anweisungen" - anstelle des Wortes "Empfehlungen" 
ist im Grundsatzprogramm bewußt verwendet worden, da es für 
alle Beteiligten als wünschenswert erscheint, sich auf die 
gleiche Art der Gesamt-Instrumentierung, gleiche Einbau-
methoden und gleiche Meßpraxis zu einigen); 
3. Vergleiche der Eignung von Gebern und Meßmethoden jeweils 
für Behältermodell und Großausführung mit Anstreben von 
möglichster Entsprechung; 
4. Eventuelle Entwicklung spezieller Geber, wenn die vorliegen-
den Bedingungen dies als wünschenswert erscheinen lassen; 
5. Vergleiche der Eignung von Gebern und Meßmethoden in der 
Großausführung; 
6. Erarbeitung von generellen Vorschlägen für den speziellen 
Bedingungen angepaßte Registrierverfahren; 




Die hier nur schlaglichtartig in den Hauptpunkten erläuterte 
Konzeption des Grundsatzprogranunes zielt auf die Durchführung 
eines in die voraussehbare deutsche Reaktorstrategie einge-
bettetes, wohlkoordiniertes, integrales und vorausschauendes 
Forschungs- und Entwicklungsprogramm für Spannbeton-Reaktor-
druckbehälter für gasgekühlte Hochtemperaturreaktoren, Siede-
wasser- und Druckwasserreaktoren ab, das bei wirtschaftlicher 
Durchführbarkeit größte Effektivität ermöglichen soll. Wir 
hoffen, damit den Bau derartiger Behälter in beliebiger Form 
und Bauweise innerhalb von etwa vier Jahren auf einen techno-
logisch in jeder Beziehung hinreichend tragfähigen Boden zu 
stellen und eine bessere Übersicht über das Potential der 
Spannbeton-Behälterbauweise zu gewinnen. 
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging 
13. 11. 1969 
(no. 1, 2) 
ARATHOON - SOCIA: M. Nephew a indiqué qu'aux Etats-Unis, il y 
avait une vingtaine de caissons en béton précontraint prévus pour 
des réacteurs à eau légère. J'aimerai savoir si ces caissons sont 
à l'heure actuelle, à l'état de projet ou si des constructions 
sont décidées? 
NEPHEW - ORNL: The reference in the paper to concrete pressure 
vessels planned and in use in the United States for light water 
reactor plants is to secondary containment structures and not 
primary reactor vessels. Prestressed concrete and reinforced 
concrete structures are in rather extensive use in this appli-
cation. 
DAVIDSON - UKAEA: I would like to refer to paper no. 2 concerning 
the section dealing with the failure of slabs which occurs on 
page 24. I would just like to repeat that, as the author says, 
these models were specially designed to cause a failure in the 
slab and therefore the models were not representative of normal 
pressure vessels for nuclear reactors. Now, I have always taken 
some interest in this particular phenomenon and it has always been 
a matter of discussion as to whether failures are going to be of 
flexural nature or of a punch out shear type. We have these two 
vessels which were referred to as PV 7 and PV 16 on table 3· I 
would just like to point out to you that in order to promote a 
shear failure in pressure vessel 16 it was necessary to so adjust 
the prestressing on the section and the thickness of the concrete 
that the failing pressure was raised to 3200 pounds per square inch, 
that is to say, four times the pressure which caused failure in 
PV 7· I mention this, because I have always felt that in any 
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economically designed reactor pressure vessel a flexural failure 
is far more likely than a shear failure. May I just ask Mr. Nephew 
if he would tell me what is the lumped parameter method of calcu-
lation. 
NEPHEW - ORNL: The lumped parameter method of analysis is a 
numerical method in which the continuous structure is represented 
by a system of rigid bars and flexible nodes. The physical equi-
valence of this approximation can be visualized by having the 
rigid bars interconnected by series of flexible nodes at which 
point the material properties of the various subregions of the 
real structure are put into the model. A stiffness property of 
each subregion is formulated and the stiffness matrix for the 
complete structure is obtained by the proper summation of the 
stiffness matrices for the individual subregions. 
BENZLER - Kommission: Ich möchte eine Frage richten an Herrn 
Prof. Jaeger, und zwar zu den Langzeitversuchen. Ich glaube in 
dem deutschen Vierjahrprogramm ist auch auf diesem Gebiet des 
Materialverhaltens etwas vorgesehen; wäre es möglich, einen 
Anhaltspunkt zu bekommen über die Dr.uer derartiger Langzeitver-
suche? 
JAEGER - BAM: Langzeitversuche am Beton, Kriechversuche im bi-
und triaxialen Spannungszustand sind im Programm gefordert, aber 
wir haben sie ausgespart, weil wir hofften^ daß die amerikanischen 
Versuche schwergewichtsmäßig fortgeführt werden. 
KINKEAD - Dragon Project: I have a brief question on the first 
paper from Mr. Whitman·, on page 24 he mentions the importance of 
the self healing type of failure of a pressure vessel in pre-
stressed concrete. It is my own opinion that this self healing 
characteristic of the prestressed vessel should not be relied on 
entirely in a safety argument, particularly in view of the fact 
that bonded or passive reinforcement is essential in a full scale 
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prestressed vessel to a certain extent (whether it is only 
the liner or auditional reinforcement adjacent to the liner). 
I would like to know whether the opinion of those responsible 
for both the German and American programme is that the self-
healing argument is a vital one in order to achieve the security 
of the prestressed concrete vessel. I feel it is a wrong argument 
to put forward. 
NEPHEW - ORNL: One of the important safety features of a properly 
designed and constructed prestressed concrete pressure vessel is 
the great margin of safety against catastrophic collapse. I did 
not intend that "self-healin§" imply reachievement of the 
pressure retaining function after reduction in an overload 
but rather no loss of structure in a fashion that would invalidate 
major safety features. I believe I am in agreement with Mr. Kinkead's 
opinion. 
TERPSTRA - Kommission: Ich habe die Aufforderung von Herrn Prof. Jaeger 
zur Koordinierung des deutschen Programms innerhalb eines größeren 
internationalen Programms sehr begrüßt und ich möchte ihn fragen, 
ob es vielleicht möglich wäre, hier ein Organigramm bekannt zu 
geben, damit die verschiedenen Delegierten sich erkundigen können, 
welche Firmen und Institutionen in Deutschland im Rahmen dieses 
Programmes zusammenarbeiten werden. 
JAEGER - BAM: Meine Herren, ich freue mich besonders über diese 
Frage, denn sie rechtfertigt, diesen Vortrag gehalten zu haben. 
Es bestehen Vorabsprachen über mögliche Kooperationsinteressen 
mit der amerikanischen Forschung, mit der britischen, mit der 
schweizerischen und mit der österreichischen. Dieses sind aber 
nur von mir auf privater Basis geführte Vorabsprachen. Der ganze 
Komplex zusammen mit den Angaben, welche Firmen welche Teile des 
Programmes bearbeiten werden, welche akademischen Institutionen, 
welche Behörden mitarbeiten werden mit Zeitablaufplänen sind beim 
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Bundesministerium für Bildung und Wissenschaft hinterlegt. Ich 
habe erfahren, daß eine Abteilung für internationale Kooperation 
des Bundesministeriums die Kontakte aufnehmen wird sowie vom 
deutschen Finanzminister die Mittel bewilligt sind, womit wir 
in Kürze rechnen. Ich möchte fragen, ob Herr Scherer vom Bundes-
ministerium hier ist und die Frage weiter beantwortet. 
SCHERER - Bundesministerium für Bildung und Wissenschaft: Ich kann 
die Frage vielleicht dahingehend weiterbeantworten, daß die 
Information, die Ihnen Herr Prof. Jaeger gerade gegeben hat, rich-
tig ist. Diese Überlegungen der Zusammenarbeit sind bei uns hin-
terlegt; wir sind im Augenblick etwas gebunden, weil wir die 
Zustimmung unseres Finanzministers zum Grundsatzprogramm noch 
nicht haben. Dieses wird aber in den nächsten Tagen oder Wochen 




Zweiter Teil : Praktische Erfahrungen mit ausgeführten 
Reaktordruckbehältern. 
Part Two : Practical experiences with reactor 
vessels actually built. 
Deuxième Section : Résultats pratiques obtenus avec des 
cuves pressurisées pour réacteurs. 
Seconda parte : Esperienza pratica su contenitori già 
costruiti. 




Opening remarks by the chairman, Professor A.D. ROSS 
for Papers Nos. 3, 4 and 5· 
We now come to Part II which is concerned with practical 
experience with reactor vessels already built. This subject is 
of cardinal importance since only by the realisation of design 
concepts through practical experience in actual operation can 
the scientific studies discussed in Part I be vindicated. 
In Paper No. 3, M. Arathoon and his co-authors describe 
technical details of the Vandellos Power Plant. This is of great 
interest because it is a replica of the St. Laurent Pressure Vessel 
which is the subject of Paper No. 4 by M. Costaz, Electricité de 
France, describing the first results of commissioning. Of the four 
important conclusions to this Paper the first two viz. good response 
to pressure stresses and little information on thermal stresses 
will be appreciated and understood by all delegates. The third 
conclusion viz. that there are no apparent hot spots in the liner 
is a matter for congratulation. Finally Paper No. 5 by Messrs. Williams, 
Tate and Burrow contain important comments on the need to harmonise all 
the differing technologies required in the complex construction of a 
nuclear plant. Their comments on the Wylfa Station, now commissioning, 
and certain technical aspects of a later station in Great Britain will, 
I know, be of interest. 
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Première partie 
La Centrale Nucléaire de VANDELLOS est construite "clefs en main" 
par un Groupement de Constructeurs Français avec la participation de leurs 
fiâbios espagnoles et de Sociétés espagnoles pour le Compte de la Société 
Hispano-Française d'Energie Nucléaire, RTFRENSA. 
La Société pour l'Industrie Aiomique (SOCIA) membre du Groupement 
des Constructeurs exerce pour la réalisation de VAÎÎDELLOS les fonctions de 
Mandataire du Groupement et de Coordinatuur Industriel. 
Cette Centrale, dont la construction .a démarré en juillet 1967, 
est installée en bordure de la mer Méditerranée à 40 km environ au sud de 
TARRAGONE. 
Elle est du type graphite-gaz-uranium naturel et est une quasi-
reconduction des Centrales Nucléaires Françaises de SAINT LAURENT DES EAUX ; 
la différence essentielle se trouve: dans les circuits de refroidissement 
dont l'eau de circulr.tion (côté primaire) est de l'eau de mer, au lieu de 
l'eau douce de Loire; 
Le réacteur de cette Centrale est donc, comme à SAINT LAURENT 
DES EAUX à circuit priauiro intiere et à architecture superposée c · est-a-èfere que 
coeur du réacteur est en partie haute de la cavité intérieure, au-dessus des 
échangeurs de chaleur : le gaz carbonique circule dans les canaux de l'empi-
lement de haut en bas. Cette solution se caractérise par un caisson de diamètre 
plus faible que dans la solution annulaire type OLDBURY, donc autorisant des 
pressions intérieures plus élevées. 
L'enceinte étsnehe constituée par le caisson en béton précontraint 
supporte en une pression maximale de service de 30 bars øffectifsLe circuit du 
gazcloporteur est organisé de façon que l'ensemble des parois soit en contact 
avec ce gaz à la température basse de son cycle qui est de 225° C sur le fond 
inférieur en amont des soufflantes et de 230° C sur le fût et le fond supérieur 
en aval de ces dernières. 
Le béton n'étant pas étanche au gaz, il est nécessaire de revêtir 
la face intérieure du caisson d'une peau d'étanchéité constituée par une tôle 
d'acier, soudée, très ancrée dans le béton du caisson. Il est nécessaire, éga-
lement, de revêtir cette peau d'étanchéité d'un calorifuge interne en béton 
de ponce, lui-même protégé par un casing métallique et de refroidir cette peau 
énergiquement par circulation d'eau de façon à maintenir la face interne du 
béton à une température assez basse pour une bonne tenue physico chimique de 
celui-ci. D'autre part une différence de température trop élevée entre face in-
terne et externe du béton aurait créé des contraintes thermiques considérables 
incompatibles avec la stabilité de la structure. 
Les calculs ont montré que l'on a intérêt à limiter cette différence 
de température à une valeur comprise entre 20 et 35° C, 1¿ vdour absolùo de 
Ík température au point le plus chaud de la face intérieure de la cavité 
restant inférieure à 80e C. 
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La forte épaisseur des parois de béton de l'enceinte en permet l'em-
ploi comme écran biologique et comme support de matériels extérieurs (machine 
de chargement sur la dalle supérieure, appuis de planchers lourds sur les faces 
verticales, etc...). 
Le problème primordial du délai de construction nous a amenés à pré-
fabriquer en atelier sur le site des ensembles métalliques importants du cais-
son et des équipements internes, parallèlement à la construction du caisson en 
béton proprement dit. 
Ces principaux ensembles sont : 
- les blocs tubulaires inférieur et supérieur, 
- les viroles circulaires de peau d'étanchéité, 
- les orifices de soufflantes et de ventilation à l'arrêt, 
- la jupe et la sole constituant le supportage de l'empilement. 
Les manutentions depuis ces ateliers sont faites par lorrys circu-
lant sur voies lourdes jusque sous l'emprise d'un portique métallique de manu-
tention équipé de deux ponts roulants de 300 tonnes chacun. Signalons au passage 
que la méthode de construction de la peau du fond, utilisée à SAINT LAURENT II 
et reprise à VANDELLOS a donné toute satisfaction. Il est bon de rappeler éga-
lement que ce type de caisson a été essayé sur 2 maquettes du caisson d'EDF 4 
de 'SAINT LAURENT DES EAUX. 
Celles-ci ont été construites et essayées à CHINON. Ces maquettes 
à l'échelle do 1/5 étaient équipées de divers appareils de mesure : thermo-
couples, donnant en différents points caractéristiques la température du béton, 
témoins sonores permettant de mesurer les déformations locales du béton, dyna-
momètres placés sous les ancrages des câbles de précontrainte et donnant leur 
tension. 
Les essais de la première maquette ont commencé par des essais élas-
tiques à froid, permettant de vérifier le calcul des contraintes dues à la 
précontrainte et à la pression . Au cours de ces essais, la pression a atteint 
des valeurs supérieures à la pression de calcul et voisines de la pression de 
fissuration. Les essais se sont poursuivis par des essais thermiques avec 
chauffages rapides et lents. Pendant ces essais thermiques des cycles de pres-
sion et de maintien en pression étaient effectués. 
Lors des essais thermiques de cette première maquette, une légère 
fissuration de la face externe du fût est apparue prématurément. L'étude de 
ces phénomènes, confirmée par d'autres essais sur maquettes, a montré que cette 
fissuration était dusà une analyse insuffisante des efforts secondaires provo-
quées par la forme extérieure hexagonale du fût, et à une légère sous-estima-
tion du coefficient de dilatation du béton. 
Sur la deuxième maquette, et après essais en élasticimétrie et en 
photo-élasticité, le tracé des armatures de précontrainte du fût a été légère-
ment corrigé pour compenser ces efforts secondaires. 
Malgré l'imperfection constatée sur la première maquette, la pression 
de rupture a été de 88 bars, alors que la pression de rupture minimale exigée 
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était de 75 bars. Cette rupture s'est produite par rupture des cerces du fût. 
A VANDELLOS, compte-tenu des expériences de SAINT LAURENT DES EAUX, 
il n'a été exécuté que deux maquettes d'essais dont il sera parlé plus en dé-
tail dans la seconde partie de l'exposé. 
La Construction du Caisson de VANDELLOS est exécutée par la Compa-
gnie de Constructions Internationales C.C.I. représentée pour cette construc-
tion par les 
Entreprises CAMPENON BERNARD de PARIS. 
Dans la seconde partie de cette communication Monsieur Jean MULLER, 
Directeur Technique de ces Entreprises 
expose, plus spécialement, lee caractéristiques essentielles et les conditions 
qui ont présidé à l'étude et à l'exécution de ce caisson espagnol. 
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DEUXIEME PARTIE 
2.1 Ainsi qu'il vient d'être rappelé, la Centrale de VANDELLOS est pour l'ensemble 
de sa conception une duplication de celle de SAINT LAURENT DES EAUX Cette 
duplication ne signifie pas reconduction complète et des améliorations ou mo-
difications, lorsqu'elles ne remettaient pas l'ensemble des ouvrages en cause, 
ont pu être apportées à divers composants. 
En particulier, le caisson en béton précontraint, qui enferme le 
coeur du réacteur et les échangeurs de chaleur, a fait l'objet de modifica-
tions touchant à la disposition et à la nature des armatures de précontrainte. 
Après avoir rappelé les principales caractéristiques de l'ouvrage, 
de son fonctionnement et de ses conditions de calcul, nous décrirons les modi-
fications apportées au caisson de VANDELLOS et les justifications qui en ont 
été données. 
2.2 DESCRIPTION DU CAISSON 
La chaleur produite dans le coeur du réacteur est évacuée par du gaz 
carbonioue sous pression maximale de 30 bars vers les échangeurs de chaleur 
situés en dessous selon la technique intégrée mise au point en FRANCE. La tem-
pérature du gaz au contact des parois du caisson ne dépasse pas 230° C. 
La température du béton est maintenue beaucoup plus basse grâce à 
un circuit de refroidissement soudé sur la peau d'étanchéité et à un calori-
fuge en béton de ponce enfermé dans un "casing" non étanche destiné à protéger 
le calorifuge et à arrêter les poussières qu'il produit. On a pu ainsi admettre 
que la différence de température entre l'intérieur et l'extérieur du caisson 
n'excédait pas 26° C pour le fût"et le fond.upérieur et 36°C pour le fond inférieur. 
Le caisson en béton précontraint proprement dit limite une cavité 
dont les dimensions sur peau sont t 
- diamètre 19 m, 
- hauteur 36,29 m. 
Extérieurement, il a une forme de prisme hexagonal de 28,50 m de 
double apothème, les épaisseurs des fonds sont '6 m pour le fond inférieur et 
5,66 m pour le fond supérieur. L'épaisseur minimum du fût est de 4»75 m. 
En l'absence, lors de l'étude de l'ouvrage, des règlements particu-
liers aux caissons, ce sont les coefficients de sécurité habituels qui ont été 
pris pour l'estimation des taux de travail maximaux admissibles pour les maté-
riaux, l'ouvrage étant en service normal. 
On a vérifié que pour un état de charges majorées (l,2p + 1,5^t) 
les contraintes ne subissaient pas d'augmentations brutales et restaient dans 
un domaine de sécurité élargi. 
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Le coefficient de sécurité à rupture est de 2,5. 
Les caractéristiques mécaniques du béton sans être exceptionnelles 
doivent être assez élevées : 
- résistance à compression mesurée sur cylindre, supérieure à 400 bars à 28 jours 
- résistance à traction supérieure à 36 bars. 
Ces caractéristiques ont été atteintes par un béton d'agrégats cal-
caires issus d'une carrière proche du site et de sable siliceux de balastière. 
Le ciment est un Portland 325. 
Le module d'Young instantané et le coefficient de dilatation sont 
respectivement de 450 000 bars et de 9»6.10"^ en moyenne. 
2.3 ARMATURES DE PRECONTRAINTE 
L'armature choisie pour la précontrainte du caisson est l'armature 
STUP composée de 12 torons de 15 mm, d'une force de rupture de 306 t (cf. photo 
jointe). 
Bien que d'autres armatures plus puissantes aient pu être fournies 
par la STUP, le choix s'est porté sur ce type en raison d'une part de sa force 
de rupture légèrement supérieure à celle qui était utilisée à SAINT LAURENT 
et d'autre part de ses références dans les applications nucléaires : caissons 
britanniques d'Oldbury et de ïftrlfa (où le câble était en frit composé de trois 
armatures 12 T t5) 3 
Ainsi que dans tous les ancrages Freyssinet, les torons de 12 T 1Ç 
sont ancrée par coincement entre une pièce centrale nommée cône mâle et une 
pièce extérieure nommée cône femelle, l'ensemble repose sur le béton par une 
plaque de répartition en acier. 
Pour les utilisations courantes, les douze torons sont laissés paral-
lèles dans la gaine de précontrainte ; cependant dans le cas particulier du 
caisson où les câbles subissent une déviation angulaire importante (180°) 
il a été jugé préférable de torsader les torons à un pas long de l'ordre de 
1,70 m lors de la préfabrication des câbles en atelier afin que tous les 
torons soient sollicités de façon parfaitement identique. 
On peut voir également à cette disposition deux autres avantages : 
- diminution du coefficient de frottement des câbles en courbe, 
- plus grande facilité de manutention et d'enfilage sur chantier. 
HIFRERSA avait demandé à ce que soient vérifiés sur le site les 
coefficients de frottements pris en compte dans les calculs. Les mesures ont 
été effectuées sur un banc d'essai : poutre courbe permettant la mise en place 
de 6 câbles et dont la fibre moyenne représentait à l'échelle 1 le tracé des 
câbles du fût du caisson. 
Les mesures ont été effectuées à l'aide de vérins hydrauliques à 
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faible frottement interne spécialement conçus pour obtenir une grande précision 
et de manomètres de vérification. Elles ont porté sur de nombreuses configura-
tions faisant varier séparément chacun des paramètres suivants : 
- nature de la gaine t tube lisse en acier ou gaine souple en feniliard revêtu 
de plomb, 
- nature du produit de lubrification : huile soluble ou huile épaisse du type 
(Johdat, 
- nature du câble t torsadé ou non. 
Le tableau des coefficients de frottements met en lumière l'influence 
favorable du torsadage des câbles qui', de plus, augmente sensiblement l'effi-
cacité des lubrifiants. Les gaines souples et les tubes lisses conduisent à 
des frottements voisins. 
: Câbles à 
t torons 
t Huile soluble 
torsadés 
0,1455 











La solution finalement retenue dans le caisson a été 
torsadés dans tube lisse avec huile soluble.. 
câbles à torons 
Si la première option est justifiée par le meilleur comportement 
mécanique du câble et n'a pas fait l'objet de discussion importante, les deux 
autres choix ont été longuement pesés en raison de précédents sur d'autres 
centrales et sur les qualités respectives des solutions en présence. 
Le tube lisse 76/72 (donc de 2 mm d'épaisseur) a finalement été pré-
féré Car HTFRENSA pour ses qualités mécaniques éprouvées et malgré 1'expérience 
acquise avec les gaines souples à là Centrale .du BUGEÏ» 
Le choix do l'huile soluble ne posait pas tant des questions de lubri-
fication que de conservation des câbles sur chantier, et de qualité de l'injec-
tion. Si la graisse Condat assurait une parfaite conservation du câble, on 
pouvait regretter de ne pouvoir l'éliminer que très partiellement avant l'in-
jection. De l'autre côté, l'huile soluble nécessitait, une surveillance cons-
tante du stock de câbles avec éventuellement des pulvérisations répétées d'huile 
mais pouvait facilement être éliminée par lavage et assurait ainsi du parfait 
remplissage des vides de la gaine par le seul coulis de ciment. 
Enfin, selon la technique usuelle en FRANCE, des procédés Freyssinet, 
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les ancrages sont noyés dans un béton de deuxième phase dit "de cachetage'1 qui 
achève d'isoler le câble et son ancrage de l'ambiance extérieure, ce qui est 
à considérer en atmosphère marine. 
2.4 CABLES DE DALLES (fig.l) 
Les câbles de dalles ont un tracé déterminé pour appliquer sur les 
fonds du caisson une pression d'intensité environ moitié de la pression de ser-
vice et de sens opposé. 
Ces câbles sont répartis en trois familles disposées à 120° sur des 
surfaces que nous décrivons ci-après. A SAINT LAURENT on rencontre au centre 
à l'endroit de la cavité, un paraboloide de révolution et à l'extérieur un 
conoide qui permet eux cables d'une même nappe de sortir à un même niveau. A 
VANDELLOS, les câbles sont disposés sur des surfaces de révolution tout au 
long de leur tracé ; cette surface se compose, au centre du même paraboloide 
de révolution, d'une portion de tore et d'un plan horizontal ; cette dispo-
sition, qui a été mise au point à l'occasion de l1étude de réacteurs avancés, 
présente les avantages suivants : 
- l'effort vertical de courbure des câbles est directement repris par les câbles 
verticaux sans appliquer d'efforts secondaires au béton, 
- les problèmes de mise en place de câbles dans les angles du caisson sont bien 
simplifiés puisque les diverses surfaces s'empilent les unes sur les autres 
à la manièro d'assiettes, 
- l'espacement des ancrages sur le parement peut être réduit au minimum ce qui 
facilite beaucoup la bonne répartition des diverses masses de précontrainte. 
Cette disposition a par contre l'inconvénient d'une réalisation plus 
difficile sur chantier. 
2.5 CABLAGE HORIZONTAL ET MAQUETTE AU TIERS 
2.5.1 A SAINT LAURENT,les câbles horizontaux, tendus par une seule extrémité, dé-
crivaient un tiers de tour ; à VANDELLOS, les mêmes câbles décrivent deux tiers 
de tour ot sont tendus par les deux extrémités (fig. 2). 
Malgré l'apparente identité de ce câblage, il fallait vérifier que 
le tracé des câbles était bien adapté à la forme hexagonale et aux sollicita-
tions imposées au caisson. En effet, l1ancrage des câbles dans les angles de 
l'hexagone apporte des pertubations qui doivent être corrigées afin de main-
tenir la courbe des pressions aussi voisine que possible du cercle. A cet 
effet, les câbles horizontaux comportent une partie rectiligne, où ils n'ap-
portent pas à l'ouvrage d'effort centripète au droit des angles, l'effort 
manquant étant apporté par l'effort concentré des ancrages. Le tracé exact de 
Saint Laurent ne pouvait être reconduit puisque les ancrages, on nombre double, 
apportent une perturbation deux foie plus importante et que par conséquent la 
partie droite au droit des ancrages devait être réduite. 
En complément du calcul effectué pour une section plane, HTFRENSA a 
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demandé qu'une maquette soit exécutée pour vérifier la bonne adaptation du 
tracé des câbles. 
A cet effet, il a été réalisé un anneau reproduisant, à l'échelle 
du tiers, une tranche horizontale du fût du caisson, d'une hauteur do 6 m. 
Cette échelle importante a permis l'emploi des armatures 12 Τ 15 
du caisson, en respectant à tres peu près la similitude dans les zones d'an­
cragos du caisson. 
La maquette avait donc les dimensions principales suivantes : 
­ diamètre intérieur 6,33 m 
­ double apothème 9,50 m 
­ hauteur 2,04 m 
Elle était précontrainte hprlzontalement­par 24 câbles décrivant 
deux tiers de tour répartis sur 12 niveaux. 
Les déformations à l'intérieur du béton étaient mesurées à l'aide 
de 72 témoins sonores C.90 de la Société TELEMAC disposés dans le plan mo­
yen de la maquette. 
Les essais se sont déroulés en trois phases : 
­ mise en précontrainte, 
­ mise en pression, 
­ fissuration. 
2.5.2 . MISE EN PRECONTRAINTE 
On a cherché par une opération rapide (moins d'un jour) à minimiser 
les déformations du béton par fluage de manière à pouvoir comparer au mieux 
les mesures aux résultats du calcul élastique. 
Malgré cette précaution, .on a observé que le module du béton était 
sensiblement différent pour les mesures à mi­précontrainte (S = 2,98.10 t/m^) 
et à précontrainte totale (E = 2,59.10^ t/m.2) bien que l'a contrainte à laquelle 
était snumis le béton en fin d'essai (ï 000 t/m2) ait été modérée. Ces chiffres 
sont a rapprocher de la mesure du module effectuée sur éprouvotte à un âge 
sensiblement identique, qui avait donné pour un chargement rapide 3,75.106t/m2. 
L'examen des relevés de déformations dans los divers points auscultés 
α montré malgré la relative simplicité de la maquette uno dispersion moyenne 
de ί 5 °fi> pouvant atteindre exceptionnellement ± 10 % Par contre, la somme 
des déformations tangentielles dans une même section radiale qui mesure l'effort 
normal, a été d'une constance remarquable de ¿ 2,6 & 
Ainsi que l'illustre la figure 3, pour les contraintes tangentielles, 
l'accord entre calcul élastique et résultats de mesure est bon. 
Accessoirement, les mesures ont permis de déterminer le coefficient 
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de Polsson du béton qui a été trouvé égal à 0,187. 
2.5.3 ESSAI DE MISE EN PRESSION 
La pression était appliquée à l'anneau par une batterie de vérins 
plats prenant appui sur un plot central cylindrique. Pour cette sollicitation 
particulièrement simple, la dispersion des mesures a été très réduite, ce qui 
tend à confirmer l'idée que les dispersions observées sous précontrainte rendent 
compte d'irrégularités dans le champ des contraintes de la maquette dues vrai«· 
semblablement à des effets d'échelle inévitablos. 
En particulier, on peut penser à incriminer le fait quo pour obtenir 
une précontrainte identique (en intensité globale) sur toutes les sections, il 
est nécessaire de disposer six nappes de câbles soit 1 m environ de hauteur 
tant de maquette que. de caisson. 
Cette hauteur rapportée à l'épaisseur de l'anneau apparaît faible pour 
le caisson (1 à 4,75) mais élevée pour la maquette (ï à 1,60). 
2.5.4 ESSAI DE FISSURATION 
Le cycle d'essai sur maquette s'est achevé par l'essai de fissuration 
qui a permis la vérification décisive de la bonne adaptation du tracé de la 
précontrainte. 
A partir de la pression de service de 30 bars, la pression a été 
augmentée par paliers de 3 bars, avec, à chaque palier, un relevé des instru-
ments de mesure les plus significatifs. On a ainsi pu déceler, bien avant leur 
apparition sur les parements, les fissures qui se développaient dans le béton 
et suivre leur progression dans l'épaisseur de l'anneau, ce qui indique bien 
que toutes les sections radiales ont des résistances équivalentes. Ce fait 
s'est confirmé au fur et à mesure de l'essai, et à la fin, la répartition des 
fissures était particulièrement remarquable et régulière ; trois ou quatre 
fissures radiales débouchaient sur le parement des faces, tandis que d'autres 
partaient des zones d'ancrages et des angles (fig. 4). 
Nous n'avons cependant pas cherché à déduire un coefficient de sécu-
rité du caisson vis-à-vis de la fissuration en raison des incertitudes tou-
chant aux paramètres t pression réellement appliquée à la maquette, tension 
des câbles au moment de l'essai et résistance à la traction du béton. 
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CONCLUSIONS 
En dépit du caractère général de duplication de l'ouvrage par rapport 
aux réalisations antérieures do SAEHT LAURENT, les études et la réalisation des 
travaux ont néanmoins permis d'apporter quelques solutions nouvelles et même 
certaines améliorations de détail, et d'enrichir les connaissances théoriques 
et expérimentales des Constructeurs de caissons nucléaires en béton précontraint. 
On peut citer en particulier t 
1 - La recherche du tracé des armaturee de précontrainte permettant do conci-
lier la répartition optimale des contraintes intérieures dans la structure 
et l'économie. Les câbles horizontaux présentent à VANDELLOS un tracé dont 
la déviation totale est do 180° et la longueur efficace dé 2/3 de tour, alors 
que dans les piemières réalisations, la déviation n'était que de 30°, la 
longueur efficace de l/3 de tour, correspondant à un nombre d'ancrages 
double. 
La limite ne semble pas atteinte dans la recherche de l'économie maximale ; 
en effet une partie des cerces du caisson du BUCEY, dont le projet est 
postérieur à celui de VANDELLOS, présentent une déviation supérieure à 
celle réalisée à VANDELLOS j plus récemment encore des avant-projets ont 
été dressés dans le cadre de la Société d'Etudes des caissons nucléaires 
en faisant appel à des armatures présentant une déviation de 360° et une 
longueur efficace d'un tour complet. 
2 - A cet égard, l'adoption de déviations angulaires aussi importantes suppose 
évidemment que des dispositifs soient pris pour réduire considérablement 
les frottements des câbles dans leurs gaines au moment de la mise en ten-
sion. 
Les recherches faites à l'occasion de la mise en oeuvre des procédés Freys-
sinet dans le caisson de VANDELLOS ont montré que le torsadage des torons 
élémentaires d'une armature et l'utilisation d'huile soluble ou de graisse 
permettaient d'escompter des coefficients de frottement systématiquement 
inférieurs à 0,15. 
3 - Tous les câbles de précontrainte sont injectés après mise en tension, le 
produit de lubrification et de protection contre la corrosion étant déplarïé 
par lavage. L'efficacité de l'adhérence entre les aciers de précontrainte 
et le béton du aiisson a été expérimentalement mise en évidence par le 
comportement do la maquette vis^-à-vis de la fissuration. 
4 - La corrélation entre les contraintes calculées (soit à partir de méthodes 
approximatives soit à l'aide de programmes thermo-élastiques puissants) 
et les contraintes mesurées sur la maquette en phase élastique est tout 
à fait satisfaisante. 
5 - L'essai de la mquette sous pression majorée à température ambiante a fait 
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enfin ressortir l'absence de fragilité de l'enveloppe en béton précontraint 
et le domaine étendu du comportement réversible du matériau. Pour une 
pression égale à 2,5 fois la pression de calcul, la maquette était fissuréo 
de façon régulière et homogène, et le déchargement n'a mis en évidence que 
les déformations rémanentes très faibles. 
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Commencé en Août 1964, précontraint pendant l'été 1966, le 
caisson ST-LAURENT I a été mis en service en Avril 1968. Après une 
phase de fonctionnement en "dents de scie" due à de nombreux arrêts 
et redémarrages, le début de la montée en puissance thermique a eu 
liexi fin Janvier 1969 et la pleine puissance doit être atteinte avant 
la fin de cette année· 
Cette comnunication rend compte des résultats obtenus jus-
q^ i'en Avril 1969, date du 1er arrêt de tranche. 
La figure 1 représente les principales phases de construc-
tion de l'ouvrage et la figure 2 indique les variations de pression 
et de température à l'intérieur du caisson pendant la première année 
de fonctionnenent. 
Un principe très général a été admis pendant les essais : 
Ne pas faire subir au caisson d'efforts supérieurs à ceux 
engendrés par le service normal· 
C'est la raison pour laquelle il n'a pas été réalisé d'essai 
particulier du caisson à froid et à la pression de calcul (29,4 bars 
relatifs) . Nou.s avons estimé en effet que ce cas de charge théorique 
ne correspondait à aucune réalité et qu'il pouvait faire apparaître 
des tractions dans la peau d'étanchéité et le béton avoisinant, ainsi 
que dans le calorifuge en béton de ponce· Le risque de provoquer des 
fissures, bien qtie faible, ne valait pas la peine d'être tenté· 
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Dans l'exposé des problèmes et des résultats, nous distin-
guerons cei^ x concernant les manoeuvres et consignes d'exploitation de 
ceux relatifs aux mesures d'auscultation. Dès le débivt du projet, ce 
partage a été présent à notre esprit, les consignes d'exploitation 
devant permettre au personnel sur place de réagir efficacement à tout 
instant alors que les mesures d'auscultation étaient destinées à être 
analysées par un service spécialisé d'EdF*· ' soucieux de l'évolution 
dans le temps de ces mesures. 
En .ce qui concerne plus particulièrement les effets de la 
précontrainte et de la première montée en pression et température du 
(2) C02, nous avons reçu l'aide du SERNUTHV 'qui avait déjà exploité les 
mesures sur modèles réduits ainsi que des calculs théoriques sur une 
tranche horizontale de fût. 
(1) Division Technique Générale 
Service d'Auscultation des Grands Ouvrages de Génie Civil< 
(2) Service de la Direction des Etudes et Recherches d'EdF. 
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II ENSEIGNEMENTS TIRES DE L'EXPLOITATION DU CAISSON 
La seule partie non statique du caisson concerne le circuit 
de réfrigération de la peau d'étanchéité. Ce circuit, constitué de 
tubes 1 pouce soudés sur la peau ou "tubes élémentaires", est représen-
té schematiqu.emont sur la figure 3 ainsi que le système d'isolation 
thermique en partie courante du fût· 
Le fluide circulant dans ces tubes est de l'eau déminéra-
lisée conditionnée au phosphate trisodique et portée au pH 11,5. 
La figure 4 représente le schéma mécanique de l'ensemble 
du circuit. Cel\ii-ci est divisé en deux parties pratiquement indépen-
dantes et identiques. Chaque partie est composée de 8 groupes alimen-
tés en parallèle et correspondant chacun à une zone déterminée de la 
peau. 
Des 6 ensembles pompes-réfrigérants, 4 seulement sont en 
marche normale (2 sur chaque demi-circuit), les 2 autres étant en 
secours. 
La source froide est constituée par l'eau de Loire passant 
dans les réfrigérants. Nous l'appelcrons "eau brute"· 
En régime normal, les 2 demi-circuits sont en service simul-
tanément mais le caisson est calculé pour pouvoir fonctionner en per-
manence avec 1 seul d'entre eux. 
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2.1 Problèmes posés par la mise en service du circuit de réfrigération. 
En dehors des problèmes typiquement mécaniques ou électri-
ques qui ne font pas l'objet de cette communication, il nous paraît 
intéressant de mentionner l'expérience de contrôle des débits dans les 
tubes 1 pouce· 
Les collecteurs des 8 groupes mentionnés ci-dessus alimen-
tent chacun un grand nombre de tubes élémentaires. Dans un souci de 
simplicitélaucun appareillage n'est prévu pour mesurer le débit passant 
dans chacun de ces tubes mais par contre, dans un souci de sécurité, 
tous les raccordements entre tubes 1 pouce et collecteurs sont réalisés 
à l'extérieur du béton et donc accessibles. 
Etant donné le nombre de tubes en parallèle, il n'est pas 
possible de détecter l'obturation de l'un d'entre eux par des mesures 
globales de débit sur les collecteurs. 
Or, nous avons estimé qu'il était indispensable de s'assurer 
que de l'eau circulait dans tous les tubes élémentaires. Le moyen en 
a été découvert et mis en oeuvre par un service EdF des Etudes et 
Recherches^· ' . Il consiste à utiliser un traceur radioactif à vie 
brève : le baryum 137 dont la période est de l'ordre de 2,5 minutes. 
Une brève injection de ce produit est faite dans un des collecteurs. 
On note les temps de passage de l'onde dans l'un des tubes élémentaires 
à l'entrée et à la sortie du béton. On obtient ainsi la vitesse et 
donc le débit. Au bout de 5 mn environ, le rayonnement de la source 
est devenu très faible et il est possible de recommencer l'opération 
sur le tube suivant. 
Cette expérience réalisée sur les 430 tubes élémentaires 
du caisson a duré 1 mois et a montré qu'aucun des tubes n'était bouché· 
Seuls 3 tubes élémentaires ont échappé à l'analyse, le temps de parcours 
entre l'injection et la sortie du béton étant supérieur à 5 
(l) Service "Machines et automatismes de production" 
Département Essais - Division Mesures. 
mn. 
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2.2 Problèmes liés au refroidissement de la peau. 
2.2.1 £r£mière_montêe en_pres_sion e_t_t£m£ératnAre__du ÇO2. 
En mars 1968, la température de l'ensemble de béton ainsi 
que de la peau était voisine de 20°C et celle de la Loire atteignait 
seulement 7°C. 
Notons également qxie le premier changement d'état à l'in-
térieur du caisson était une élévation de température de l'air à 200° 
à la pression atmosphérique, suivi quelques jours plus tard par une 
montée en pression et température du CO2 (voir figure 2). 
Une mise en service brutale de la réfrigération au régime 
nominal aurait entraîné les inconvénients suivants : 
- abaissement très rapide de la température de la peau et du 
béton avoisinant pouvant conduire à des contraintes de traction prohi-
bitives d'abord entre tube et peau, puis sur la peau, puis dans le 
béton contre la peau. 
- création d'un régime transitoire dans le béton rendant très 
difficile l'exploitation des appareils de mesure et en particulier 
celle des témoins sonores. 
Pour les éviter, il fut décidé de s'éloigner le moins 
possible des 20°C et de régler le débit d'eau brute en conséquence, 
le circuit d'eau, déminéralisée restant en permanence au régime nominal. 
Les manoeuvres furent assez fréquentes puisqu'il fallait 
ajuster le débit d'eau brute au flux thermique passant à travers le 
béton de ponce· Elles ont mobilisé un agent en permanence pendant les 
variations de température du fluide à l'intérieur du caisson. Le but 
recherché a été atteint généralement sauf dans quelques zones parti-
culières. 
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2.2.2 ΣΆ^^ίΡΕ3^}ΐ?-ΣΆ2?·£.5-££. $LT£.sÊ?-2P-.el. temperature çLu_C02 
Pour le cycle d'Août 1968, la température de l'eau de Loire 
était proche de 20 °C. Il n'y avait donc aucune difficulté à faire 
passer dans les réfrigérants le débit d'eau brute nominal. Ce régime 
aurait pu être maintenu jusqu'en Octobre mais l'eau brute a été coupée 
le 15 Açût et a dû être remise en marche début Octobre· Là encore aucun 
problème particulier ne s'est posé, le caisson étant voisin de 17° et 
la Loire de 14°. L'eau brute a été Gotipée le 30 Octobre, la Loire étant 
alors à 10°C. 
En décembre, la Loire à 7ÇC imposa à nouveau des manoeuvres 
manuelles délicates ainsi qu'au début 69. 
2.2.3 Conclusions £t_étude_de_ nouvelles £°nsignes_ 
L'expérience de cette année de fonctionnement, il est vrai 
fort irregulier, nous a conduits aux conclusions suivantes. 
Le réglage manuel à la demande n'est pas compatible avec le 
mode d'exploitation général de la centrale. 
Les seules solutions envisageables sont les suivantes : 
a) eav. brute en service normal quelles que soient les 
conditions de pression et de température à l'intérie^ir du caisson. 
C'est évidemment la meilleure solution si le caisson peut le 
supporter. 
b) action par tout ou rien c'est à dire mise en route 
de l'eau brute à un instant donné du chauffage du caisson et arrêt à 
un autre instant de la descente en température du CO2. 
La difficulté réside dans le choix du moment qui est théorique-
ment différent pour les diverses zones de la peau. 
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c) laminage sur les vannes en hiver et o\iverture maximale 
en été. 
Cette solution n'est pas écartée pour l'instant. 
Elle permettrait d'éviter des températures trop basses sur la 
peau lors du fonctionnement de la centrale et conduirait à un refroidis­
sement moins brutal lors de l'arrêt. 
d) Réglage automatique du débit d'eaix brute en fonction 
des diverses conditions de températures avec programnation sur le cal­
culateur et commande de vannes motorisées. 
C'est la solution théoriquement la meilleure mais qui présente 
néanmoins des sujétions : 
­ complexité de l'installation d'où son coût et des risques de 
pannes. 
­ impossibilité de traiter certains cas de ventilation à l'arrêt 
du réactevir, une partie de la peau étant chaude et l'autre froide· 
Les études actuelles sont engagées dans le sens suivant : 
Calcul des contraintes engendrées dans la peaii et le béton 
en utilisant la solution a­ La difficulté réside dans le choix d'une 
dizaine de cas représentatifs des plus défavorables. Les résultats 
permettront de choisir l'une des 4 solutions précédentes. 
Des calculs préliminaires et très approximatifs nous font 
espérer que la solution a ou c sera viable· Nous pensons en effet que 
la sécurité du caisson repose davantage sur une grande simplicité 
d'exploitation du circuit de réfrigération quitte à admettre dans 
certains cas des contraintes légèrement supérieures aux taux de travail 
initialement imposés que sur une complexité condtiisant théoriquement 
à une meilleure utilisation de la structure, mais génératrice en fait 
d'incidents ρΓαβ ou moins graves en cas de défaillance toi;jours possi­
ble du matériel ou du personnel. 
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2.2.4 ^émp é_r a t ur e.s_l imi t_e s_s upéri eures_ 
Trente températures choisies parmi les thermocouples situés 
sur la peau sont analysées par le calculateur et comparées à un seuil. 
Les consignes sont les suivantes : 
- seuil calcvilateur : valeur à partir de laquelle le -thermo-
couple passe en surveillance : 60°C. 
- seuil d'arrêt : valeur à partir de laquelle il convient 
de réduire la température du CO2 : 70°C. 
Le temps qui s'écoule entre le moment où v.n thermocouple 
passe en surveillance et celui où sa valeur atteint le seuil d'arrêt 
est mis à profit pour vérifier la validité de l'information. 
80 températures dont les 30 précédentes sont scrutées et 
enregistrées une fois par jour par le calculateur. Un dépouillement 
sommaire permet de déceler des variations anormales et de faire passer 
le thermocouple correspondant en surveillance si nécessaire· 
L'ensemble des 428 thermocouples est scruté manuellement à 
la demande· Nous y reviendrons en 3.2. 
Le seuil de 60°C n'a jamais été atteint jusqu'ici. 
104 
2.3 Problèmes relatifs à la température de la face externe du caisson 
Le caisson se trouve entièrement à l'abri des intempéries ; 
la température de l'air autour du caisson peut donc être différente 
de là température ambiante. Or la température de la face externe du 
caisson est en liaison directe avec les contraintes d'origine thermi-
que. La valeur admise dans les calculs était la même que celle de 
1'eau de Loire. 
L'expérience montre qu'il n'en est pas toujours ainsi· Il 
y a lieu de considérer plusieurs zones. La figure 5 schématise la 
circulation de l'air atitour du caisson. 
2.3.1 Face inférieure 
Les traversées de la dalle inférieure du caisson permettent 
en particulier le passage de la vapeur d'eau et des tuyauteries DRG^ . 
Toutes ces tuyauteries, bien que calorifugées, forment un faisceau 
très dense sous le caisson qui dégage de la chaleur· 
La ventilation de cette zone qui consiste à souffler de 
l'air conditionné n'a pas permis jusqu'ici d'abaisser sensiblement la 
température de la face inférieure du caisson qui a atteint 57°C. De 
nouvelles gaines sont actuellement mises en place pour permettre à 
l'air frais de circuler à proximité du caisson. 
Le conditionnement de l'air consiste à le chauffer l'hiver 
et à le refroidir l'été· Il est destiné à maintenir une ambiance accep-
table pour le personnel. 
(l) Détection de rupture de gaine 
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2.3.2 Face latérale 
L'air pulsé en partie inférieure remonte le long des parois 
du caisson jusqu'à sa partie supérieure où il est normalement évacué 
à l'atmosphère. Cet air a tendance à se refroidir l'hiver à cause des 
échanges thermiques avec l'extérieur: à travers le bardage qui n'est 
pas calorifuge et à conserver sa température en été avec un êchauffe-
ment pour la face située au soleil· 
2.3.3 Fac e__sup êr¿eur e 
Sa ventilation est normalement indépendante de celle du fût 
et les seules calories sont celles apportées par la machine de charge-
ment. 
L'air suit donc assez fidèlement la température extérieure. 
Il est néanmoins possible d'envoyer de l'air chaud en provenance du 
fût. 
Or il a été constaté que la partie haute de la dalle supé-
rieure ne suivait pas la température de l'air et restait assez chaude 
l'hiver (20°C). Il est à noter que le béton précontraint est surmonté 
de 1 m environ de béton armé dit "béton mort" dont le seul rôle est 
d'englober l'ensemble des tuyauteries et des rails se trouvant dans 
cette zone. 
Il est probable que l'ensemble des fluides circulant dans 
le béton mort y maintient une température assez constante. 
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2.3.4 C ons ig n es_ d ' exp_l o i t^a_t i on_d e ' Ia_vent i 1 a ti on_ 
Notre but n'a jamais été de réaliser une véritable climati-
sation à l'extérieur du caisson dont le but aurait pu être de diminuer 
ou même de supprimer les contraintes d'origine thermique dans le béton. 
La ventilation existante a 2 rôles : 
- éviter une accumulation éventuelle de C02 dans la cave 
- maintenir autour du caisson une température comprise 
entre 0 et 35°C pour éviter les problèmes de gel et rendre l'ambiance 
svipportable pour le personnel l'été. 
Ce but a été atteint sauf immédiatement au-dessous du 
caisson comme nous l'avons vu en 2.3.1. 
La figure 6 indique.les gradients, thermiques 
théoriques et probables dans l'ensemble du caisson en été et en hiver 
lors d'un fonctionnement continu de longue durée. 
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III ENSEIGNEMENTS TIRES DE L'AUSCULTATION DU CAISSON 
De nombreuses mestires ont été réalisées et analysées depuis 
la mise en précontrainte du caisson. Rappelons brièvement leur nature. 
Io) 203 Témoins Sonores Télêmac répartis en 62 groupes de 
2, 3, 4 ou 7 témoins permettent de mesurer les déformations ponctuel-
les en des points caractéristiques. 
2°) 428 Thermocouples Cuivre-Constantan répartis sur la 
peau et dans le béton permettent de dresser une carte des températures 
du caisson. 
3°) 14 Dynamomètres SERIM-TESTUT implantés sur 12 câbles 
de précontrainte indiquent les variations de tension des câbles. 
4°) 4 fils à plomb appelés "pendtiles" fournissent des indi-
cations sur l'inclinaison et le gonflement du caisson. 
5°) des mesures topographiques av. fil Invar donnent les 
variations de dimensions de sa dalle supérieure et de sa hauteur 
totale. 
6°) des bilans thermiques permettent de mesurer le flux 
passant à travers le calorifuge* 
Examinons successivement les résultats obtenus· 
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3-1 Témoins sonores 
3.1.1 Fonctionnement 
10 témoins sur 203 sont considérés comme inutilisables car 
ils ne donnent aucun signal· 
3 groupes sur 62 semblent présenter ime inversion dans le 
repérage des témoins qu'ils contiennent. 
9 groupes sont mal adaptés à la mesure à faire. 
3.1.2 ^-f£cí.s_ £^. ia_P.£é£ontrainte__ 
a) La mise en précontrainte s'est étalée si;r près de 2 ans 
au fur et à mesure du bétonnage (fig· l)· L'interprétation des mesures 
a donc été délicate puisque des phénomènes de retrait et de fluage 
venaient s'ajouter aux effets propres à la précontrainte. Il est à 
noter que les mesures étaient faites sur des installations provisoires 
par un personnel peu entraîné et qu'un certain nombre d'erreurs n'est 
pas à exclure· 
b) Néanmoins, la plus grande partie des opérations de pré-
contrainte s'est déroulée en 2 mois (25-5 au 27-7-66). Le module de 
déformation différé mesuré sur cette période, a pu être estimé à : 
Ed = 270 000 bars. 
Le module instantané avait été pris égal à 450 000 bars dans les cal-
culs. 
c) La comparaison en déformations avec les maquettes est 
dans l'ensemble Satisfaisante en partie courante (voir fig· 7). 
d) La comparaison avec le calcul est plus délicate, la 
perte d'un témoin dans un groupe interdisant le calcul des contraintes. 
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3.1.3 £^£eí.s_d£ ia_P£e£si°2. 
a) On a pu observer une bonne proportionnalité déformation-
pression lors des premiers paliers à 15 et 25 bars. En outre, l'indica-
tion des témoins sonores revient à la valeur initiale lorsqu'on suppri-
me la pression à de rares exceptions près· Des variations de tempéra-
ture pe'.ivent expliquer cette anomalie. En effet la température ne pou-
vait encore être mesurée par variation de résistance de la bobine des 
témoins, et était seulement donnée par les thermocouples. Or ceux-ci 
n'étaient pas placés systématiquement à côté des témoins sonores, aussi 
la température est-elle parfois mal connue· 
b) Lors de paliers successifs à 25 bars, les indications 
des témoins sonores donnent le plus souvent des valevirs très voisines. 
Là 'encore, des variations de température peuvent expliquer certaines 
anomalies. 
c) La comparaison des mesures et des calculs permet d'éva-
luer un module de déformation sous pression : 
Ep = 350 000 bars à 10% près 
pour des montées en pression de l'ordre de 2 jours. 
d) L'examen des symétries confirme en général la réparti-
tion régulière des efforts. Seuls quelques grou.pes géométriquement 
symétriques ont des divergences.de comportement. Il s'agit dans ce cas 
de groupes situés autour d'une ouverture de soufflante d'une part et 
d'une ouverture de ventilation à l'arrêt d'autre part. Des différences 
de température entre ces 2 zones peuvent expliquer les divergences. 
c) La comparaison avec les maquettes a été tentée· La con-
frontation des résultats dans les zones où le champ est régulier per-
met de vérifier l'identité d'allure des déformations. Il n'en est pas 
de même dans les zones singulières où les gradients de contraintes sont 
très importants et la localisation des groupes de témoins imparfaite. 
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f) La comparaison avec le calcul est mal commode, le témoin 
mesurant parfois une déformation locale due à un câble de précontrainte 
une armature passive ou un ancrage de peau. La figure 8 représente les 
contraintes mesurées et calculées à mi­fût. 
g) Il est à noter que la divergence éventuelle constatée 
avec les maquettes ou le calcul n'est pas préjudiciable à l'ausculta­
tion du caisson. En effet, celle­ci repose sur l'évolution des indica­
tions des appareils de mesure· Seuls les 10 témoins hors service sont 
considérés comme perdus. 
3.1.4 IfZels_d£ Aa_tem£érature_ 
Les très courtes périodes de chauffage du caisson n'ont pas 
permis l'installation du gradient nominal dans le béton. Néanmoins, on 
note une très lente évolution des contraintes vers les compressions au 
cours de l'année, ce qui traduit un début d'échauffement du béton. 
3.1.5 Conclurions £t_modi_f¿cati_ons_a£P£r_té_çs_sur_ST­LAURENT ■ II_» 
Il nous parait illusoire de vouloir faire une comparaison 
détaillée des résultats des témoins sonores avec ceux des maquettes et 
du calcul, surtout dans les zones singulières. Il est bon par contre 
de tenter cette comparaison dans les zones caractéristiques où les 
contraintes sont régulières : milieu du fût, milieu des dalles. Dans 
ces zones là, il y a intérêt à placer des groupes de témoins si possi­
ble doublés pour pouvoir calculer les contraintes. 
Ailleurs il vaut mieux placer des témoins isolés dans les 
zones où les contraintes sont estimées les plus critiques. Seules les 
déformations ponctuelles seront analysées et l'auscultation consistera 
à suivre l'évolution de ces déformations. L'avantage de ce dispositif 
est d'avoir un plus grand nombre de points de mesure pour un même nom­
bre de témoins. 
C'est dans cette optique qu'a été revue l'implantation des 
appareils dans le caisson ST­LAURENT II. 
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3.2 Thermocouples 
3.2.1 F_onc_t i£nnement_-_Pré£Ì_s i£n_ 
14 thermocouples stir 428 étaient hors service> lors des 
premières mesures. Depuis lors, un seul est venu s'ajouter à cette 
liste. 
La mesure de température à l'aide de thermocouples est 
réputée avoir une précision de + 1°C qtiand il s'agit d'un relevé manuel. 
Les transmissions au calculateur de 80 d'entre eux entachent 
le résultat d'une erreur supplémentaire dii même ordre de grandeur· 
En fait, il semble bien que certains relevés manuels aient 
donné lieu à une erret'-r systématique dont on ne connaît pas encore 
l'origine. 
3.2.2 Principales observations 
Les calculs montrent que l'établissement des gradients 
thermiques dans l'épaisseur du béton est très lent. On trotive ainsi 
qu'un choc thermique sur la face intérieure entraîne un gradient établi 
à 10% près au bout de 3 mois environ. 
a) Pour une radiale donnée (verticale dans les dalles ou 
rayon pour le fût), on observe qtie d'un relevé à l'autre, les tempéra-
tures varient en bloc et parfois de manière importante· Compte tenu 
de l'inertie calorifique du béton, tout se passe comme s'il s'agissait 
d'une erreur systématique analogtie à une soudure froide à température 
variable· 
Nous avons néanmoins tenté d'expliquer ce phénomène : 
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- Pour la dalle inférieure, la chaleur ne se propage pas 
uniquement de haut en bas mais également transversalement à partir des 
traversées chaudes (vapeur en particulier). 
- Les thermocouples implantés dans le plan vertical Est du 
cylindre sont situés dans une zone parcourue par les entrées et sorties 
des tubes élémentaires de réfrigération de la peau. Il n'est pas anormal 
qu'ils enregistrent une température qui varie comme celle de l'eau de 
Loire« 
- Auctine explication n'a pu encore être trouvée pour les 
autres (zones des soufflantes, plan vertical Nord-Ouest du cylindre, 
dalle supérieure). 
b) Pour la dalle inférieure, on constate que les tempéra-
turcs élevées dans la cave (voir § 2.3.l) provoquent un échauffement 
du mètre externe de béton qui tend à faire travailler la dalle en gra-
dient inversé. En revanche, le reste de la dalle reste à température 
homogène t 
c) Pour le fût, le gradient est pratiquement nul. La tempé-
rature moyenne du béton semble décroître avec la havtteur. La zone des 
soufflantes est à la température de la dalle inférieure, le fût plus 
.froid de 5°C environ·) 
d) Pour la dalle supérieure, le gradient est fréquemment 
inversé· Il semble être dû à l'ensemble des canalisations de fluides 
contenus dans le béton mort (voir § 2.3.3) 
e) La symétrie du caisson est assez bien mise en évidence 
pour les appareils situés dans les dalles. En revanche,on se recoupe 
assez mal pour les thermocouples du fût .Ceci s'explique par la proximité 
des entrées et sorties de refroidissement pour la radiale Est. En outre, 
pour les appareils proches de la paroi externe, les différences de 
température autour du caisson introduisent des disparités. 
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f) La comparaison avec les températures données par les 
variations de résistance des bobines de témoins sonores est valable 
globalement mais des divergences sont à noter. Elles n'ont pu être 
expliquées pour l'instant. 
3.2.3 C onclus i ons ¿t_modi.fîcat ions_apj>orjt ées_sur_ST-LAURENT _I I 
La mesure précise des températures voisines de l'ambiante 
à l'aide de thermocouples est en fin de compte très délicate pour une 
exploitation industrielle· Les tensions mesurées sont de l'ordre du 
millivolt et des parasites peuvent fausser les lectures· La sonde à 
résistance en platine semble mietix adaptée. 
La précision obtenue sur les thermocouples est nettement 
suffisante pour la comparaison aux seuils indiqués ati § 2.2.4. Elle 
nous semble insuffisante pour fournir correctement les gradients 
thermiques dans l'épaisseur du béton. Il faut noter également que ceux-
ci étaient très faibles pendant la première année de fonctionnement. 
Ces éléments n'étant pas encore connus lors du projet de 
ST-LAURENT II, on trouve également des thermocouples sur ce caisson. 
Néanmoins la disposition est légèrement différente· 
- Un thermocouple est associé à chaque groupe de témoins 
sonores ce qui permettra plus facilement des vérifications. 
- Les appareils situés à proximité des tubes de refroidis-




Rappelons que les dynamomètres utilisés sont des cylindres 
métalliques munis de jauges de contrainte· 
Les 14 appareils ont parfaitement fonctionné depuis le débul 
et les moyennes des tensions mesurées sont indiquées sur la figure 9. 
Les câbles instrumentés sont injectés à la graisse pour les protéger 
contre la corrosion. 
Une opération de recalage de 2 dynamomètres pratiquée en 
Mars 1969 permet de penser qu'xm fluage de ces appareils conduit à 
surestimer les charges de près de 6 tonnes. Tous les spécialistes ne 
sont d'ailleurs pas d'accord sur cette conclusion. 
De toute façon, un fluage hypothétique n'est pas préjudi-
ciable à l'auscultation puisque c'est un phénomène lent qui ne masque 
pas les variations rapides dues à d'éventuels désordres dans la struc-
ture· 
3.3.2 Résultats obtenus sur les câbles 
a) La perte de tension sous culot actif évolue conformêmer. 
aux essais de relaxation effectués sur ces câbles (voir fig. 9 ) . La 
tension moyenne actuelle est de l'ordre de (l95 - 6) = 139 t (si on 
tient compte des 6 t évoquées précédemment) pour une tension initiale 
de 226 t. 
b) Les 2 dynamomètres situés sous culot mort de 2 câbles 
horizontaux indiqticnt une tension plus faible mais la différence va 
en s'amenuisant : 
32 t initialement, près de 20 t actuellement. 
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c) En fonction des résultats précédents, on peut estimer 
la tension moyenne des câbles horizontaux à : 
189 - 20 = 179 t 
2 
La valeur prise dans les calculs est de 175 t. 
3.3.3 Conclusions etjnodificat¿ons__a£P£rtées_sur__ST-LAURENT II_ 
Le caractère très satisfaisant de l'installation à ST-
LAURENT I nous a naturellement conduits à la recondtiire sur ST-LAURENT 
II. Deux dynamomètres supplémentaires ont été placés sur 2 culots morts 




La simplicité même de l'appareillage exclut pratiquement 
tout risque de panne« 
Le but de ces pendules est double : 
- mesurer l'inclinaison du caisson 
- mesurer les variations différentielles de diamètre entre 
les dalles et le milieu du fût. La présence de 4 pendules opposés 2 à 
2 permet de discriminer les 2 effets. Une seule paire de pendules 
opposés est d'ailleurs nécessaire, l'autre permettant une vérification. 
La figure 10 donne l'implantation des pendules et des 
tables de lecture· 
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3.4.2 Effets de la pression 
Le gonflement du caisson à mi-hauteur trad\iit bien le com-
portement élastique de la structure· On observe que la variation des 
diamètres est une fonction directe des variations de pression, la sup-
pression de la sollicitation entraînant un correct retour à zéro. On 
constate en outre que la déformation à mi-face est plus importante que 
dans les angles. (2,4 mm contre 1,7 mm à 25 bars) 
3.4.3 lf£e¿s_de. ìa_t£m£^£a*u£e_ 
Le gonflement au niveau des soufflantes montre une croissance 
lente du diamètre qui peut traduire une température plus élevée de la 
dalle inférieure« 
3.4.4 ^a.e—s-ß£. ¿'in£^ina.^£0H ¿'£n£^2^ìe_ 
Le caisson s'incline vers le secteur Ouest. La pente prise 
depuis le mois de mars 1968 est inférieure à 6 10~5. Encore faut-il 
noter que cette "prise de pente" se manifeste en une fois au mois de 
mars 1968 et n'a pas subi d'évolution notable depuis. 
Ces résultats sont à rapprocher des mesures topographiques 
sur lesquelles on retrouve le tassement différentiel de mars 68. La 
pente prise deptiis le début de la construction est égale à 16,7 10-5 
3.4.5 Conclusions et_mod¿fj:cat¿ons_a£por£ées_sur_ST-LAUREIIT II_ 
La comparaison avec le calcul fait par GTM^ 'montre que les 
déformations' à mi-hauteur sont comprises entre les valeurs prévues 
pour une application instantanée de la pression (l,8 mm) et celles qtii 
résulteraient d'une application très longue (3,5 mm). 
* 'Société des Grands Travaux de Marseille, 
Constructeur des caissons de ST-LAURENT 
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Elles correspondent à un module de : 
450 000 χ l£ = 340 000 bars 
2,4 
qui est à rapprocher des 350 000 bars trouvés au § 3.1.3 
Le même appareillage est utilisé stir ST­LAURENT II mais 
l'implantation est légèrement différente pour permettre aux 4 pendules 
de descendre sous la dalle inférieure. Par ailleurs, ils oectipent tous 
des places symétriques. 
3.5 Topographie 
3.5.1 F^ oric j£±^ riri em e ri "t —__Ρ£Γ é c_i_s^ i^ n 
Les mesures de déformation d'ensemble sont faites au fil 
Invar pour 3 diamètres de la dalle supérieure et au ruban Invar pour 
la hautetir totale du caisson. 
La précision est estimée à + 0,2 mm pour la dalle supérieure 
et à r 0,5 mm pour la hauteur du caisson. 
3.5.2 E£i.els—â£. la précontrainte (figure 11) 
a) La rédtiction des diamètres de la dalle évolue de 4,5 mm 
à la fin de la précontrainte à 7,5 mm environ huit mois plus tard avec 
une nette tendance à la stabilisation. 
b) Les mestires de hauteur ont été entachées d'erreurs systéma­
tiques les rendant inutilisables. Les relevés étant faits en plein air, 
on peut penser que les erreurs sont dues au vent. 
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3.5.3 E f f e_t s d e^  ¿a_pressi.on (figure 12) 
a) L'augmentation de diamètre est visible lors de la mon 
en pression du mois d'Avril. Néanmoins, la comparaison au calcvil est 
difficile car on atteint des valeurs proches de la sensibilité de la 
mesure. 
Les valeurs obtenues en Juillet et en Septembre (l,8 et 1,3 
sont attribuables aux effets cumulés de 1'échauffement de la dalle s 
rieure et de la pression sans qu'il soit possible d'en faire la sépa 
tion. 
Enfin, on remarque que le diamètre Est­Ouest se comporte de 
manière légèrement différente des deux autres· Ceci peut êirre dû à 1 
présence de la console côté Est. 
b) Les variations de hauteur sont de l'ordre du. mm, ce q 
parait faible. 
3.5.4 Conclurions et_moâ^£icationsjà2P2Ttè£S_suTj5T-LA^^T^_ I_I_ 
Par comparaison avec le calcul, la déformation de la dal 
en fin de précontrainte correspond au module : 
450 000 χ 2,1 = 210 000 bars 
4,5 
à rapprocher de la valeur trouvée au § 3.1.2. Huit mois plus tard, 
module tombe à : 
450 000 χ 2j\ = 125 000 'bars 
7,5 
ce qui est inférieur à E_i et qui parait donc très faible· La présen 
3 de nombrevises traversées dans la dalle supérieure en est peut être '. 
cause« 
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Les faibles déformations de la dalle dues à la pression 
étaient prévues (0,6 mm avec le module instantané). Le calcul donnait 
également 1,4 mm pour les déformations dues à la température. 
En ce qui concerne la hauteur du caisson, les prévisions 
étaient : 
7 mm de raccourcissement sous précontrainte 
3 mm d'allongement so"as pression 
pour un module voisin de 300 000 bars. 
Les valeurs obtenues sont nettement plus faibles. 
Aucune modification n'a été envisagée sur ST-LAURENT II. 
3.6 Bilans thermiques 
a) L'étude du flux thermique traversant le béton de ponce a fait l'objet 
d'u.n grand nombre de bilans enthalpiques sur les circuits de réfri-
gération. U s permettent de connaître la puissance évacuée par chaqiie 
partie du circuit de réfrigération. 
Ces bilans ont été résumés sur la figure 13. 
La puissance totale évacuée par les deux circuits de réfrigération 
au régime de fonctionnement nominal est de l'ordre de 2,5 MW, cette 
puissance se répartit assez régulièrement par parts égales dans 
chaque circuit. 
La puissance totale évacuée lorsqu'un seul circuit est en fonction-
nement est de l'ordre de la pviissance totale évac'jée lorsque les 
deux sont en service. 
b) La comparaison avec le calcul montre que le flux total est un peu 
fort. 
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L'excédent provient pour une part importante du groupe de réfrigéra-
tion du fond ainsi que du groupe des ancrages de soufflantes. Sur 
ce second élément, les imprécisions du calcul concernant l'efficacité 
de l'écran thermoréflecteur permettent de justifier cette anomalie· 
Pour les circuits du fond, l'excédent doit être attribué à une con-
jonction des effets suivants : 
. flux très élevé par les traversées D.R.G. 
. isolement des traversées vapeur moins bon que prévu 
. échanges accélérés par la turbulence au niveati des appuis d'échan-
geur. 
• conductibilité de l'acier des appuis de jupe plus élevée que prévu* 
Toutefois, les faibles valeurs relevées pour la température des or-
ganes d'étanchéité justifient que l'on n'éprouve aucune crainte potir 
la tenue de la structure ou celle de la peau. 
c) L'installation qui se résume à des diaphragmes pour mesure du débit 
sur chaque collecteur et à des th 
est reconduite sur ST-LAURENT II. 




Toutes les observations concourent à conclure que le 
caisson se comporte de façon satisfaisante sous les sollicitations 
qui lui ont été imposées pendant la première année de fonctionnement. 
Ses réactions sont en effet élastiques et voisines des 
valeurs prévues par l'étude· 
Bien entendu, il reste à observer son comportement sous' 
les charges dont l'application est plus lente (température en parti-
culier). Ceci ne pourra être fait qu'après un temps de fonctionnement 
ininterrompu siipérieur à 3 ou 4 mois. 
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1. Introduction 
In an enterprise as complex as a nuclear power station, the final 
design, and the construction method and programme are the result of 
numerous compromises through which a harmony is achieved between the 
diverse and often conflicting requirements of those contributing to 
the work. Such compromises inevitably figure in the discussion of 
basic ideas and continue with increasing detail until the work is 
finished. 
This paper illustrates how the major construction problems have 
been solved in the Wylfa station now being commissioned by British 
Nuclear Design and Construction and Partners», and outlines the 
development in the principles of design and construction which have 
been incorporated in the Hartlepool station now under construction 
by the same group. 
It discusses in more detail the interactions between the design 
and construction of the concrete vessel and the prestressing systems, 
and traces the development of the wire-wound vessels of the Hartlepool 
design. It also studies the particular problems which arise in the 
construction of the highly penetrated standpipe region. 
Finally, it comments briefly on the construction aspects 
of vessels for reactor systems currently under development. 
2, Overall Principles of Construction 
The construction of the reairtor and its pressure vessel cannot 
strictly be divorced from that of the remainder of the station. 
This Is particularly true in modern stations where the critical 
path may run through the installation of the data processor, the 
completion of which is essential before commissioning can commence. 
For the purpose of this paper, however, the area of activity 
considered is the installationnof the reactor internal plant comprising 
the core, boilers, circulators, shielding, support structures, gas 
baffles and vessel insulation, in parallel with the construction of 
the pre-stressed concrete vessel, the two sets of activités being 
conveniently separated by the vessel liner. 
Economic considerations require that site activities be completed 
in the shortest possible time. This requirement leads in turn to 
extensive pre-fabricatlon and to parallel working in the various parts 
of the plant. The method of construction must also recognise the 
site conditions, and in particular the space available for site 
fabrication facilitas and the access for large and heavy works-
fabricated components. 
British Nuclear Design and Construction 
The General Electric and English Electric Companies 
Babcock and Wilcox 
Taylor Wcodrow Construction 
United Kingdom Atomic Energy Authority 
Industrial Reorganisation Corporation 
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2.1 Wylfa 
It was decided to base the overall station layout and construction 
scheme et Wylfa on the use of s Goliath crane, this technique 
having been used successfully by tlie Partners xsf 3ritish 
Nuclear Design 4 Cansti^^tion-at both Hinkley A and Sîzewell 
stations. This decision led tc an open station layout in which 
t'ie turbine hall and combined reactor building vere separated 
sufficiently to provide space for both one trackway for "the 
Goliath crane spanning the reactor building and for the.erection 
anã operation of subsidary cranage. The Goliath crane, which 
had a lift and span *f respectively 400 tons (4€7 tonnes) and 
20? ft (6lm), was .used to move the major mechanical components 
from a pre-fabrication area at one end of the reactor building. 
It was also used to erect large areas of the reactor building, 
steel-wcrk and permanent cranage. 
The remainder of the civil construction was carried out by means 
of four Feine cranes and two derricks each of 10 ton (10-2 tonnes) 
capacity. To expedite construction it was frequently necessary 
to use the GolËth crane for lifts previous planned for the 
other cranegeìT. In this connection, daily meetings of 
representatives of the Companies involved took place over a 
period of two years, to arrange the most economic deployment, 
of cranes. 
Reference to Fig. 1 Will show how the lower half of the $6 ft 
(29.2m) diameter spherical liner was placed on the bottom cap 
concrete. This was followed by a series of lifts by means 
of which the blower plenum, support grid, internal shielding 
structure and boiler support were erected either às complete 
components, or in kOd ton (kC7 tonne) subassemblies. The liner 
top hemisphere was then lifted in, complete, like the lower, 
with anchors and cooling pipes. 
The equator weld was then completed, permitting the concreting 
of the barrel of the vessel to proceed. This was carried out on 
the basis of four leading and four trailing bays. At the same time, 
clean conditions were established inside the liner below temporary 
barriers erected in the crown cf the vessel. The spaces within 
the internal shielding structures were connected to a clean 
conditions area within the reactor building by way of two permanent 
access penetrations through thevessel walls. These passages provided 
access for men and materials required for the erection of the core 
and shields. 
The standpipe support structure was then erected, the weight being 
carried through the liner on to the internal shielding structures, 
as described later. 
The standpipe support structure served to steady two temporary 
boiler insertion housings. The presence of these latter placed 
a constraint on the concreting of the upper half of the vessel, 
which could not proceed, around the whole circumference. 
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Sections of the involute boiler were loaded in 50 ton (50.8 tonne) 
units through the insertion slots, and were moved ercund the 
annular boiler tank by way of a temporary trolley. On completion 
of this operation, the temporary housings were removed, and the 
liner made good and fitted with the remaining penetrations 
before concreting could proceed. 
The vessel was completed by concreting around the fuelling standpipes 
which had been welded into the top cap of the liner. Pre-
stressing was commenced as soon as the top cap concrete had cured. 
As originally planned, the time from commencement of the vessel 
to proof pressure test was to be 177 weeks. In the event, time 
was lost en two principal accounts: 
(i) welding difficulties which delayed the lift in of the 
internal structures and nance the completion of the 
liner, and 
(ii) the completion of the installation of reactor equipment, 
and notably the insulation. 
In general, however, the activities concerned with the vessel 
itself proceeded smoothly and the individual operations carried 
out within the times allocated. 
It should be ncted elso that the installation of the boilers and of 
cere was carried out in parallel, whereas some designs require these 
operations to proceed in series. Nevertheless, the method of boiler 
installation suffered from the following drawbacks. 
(i) It was necessary to maintain temporary access rrotes into the 
vessel when it would have been expedient to proceed with 
concreting 
(ii) Early manufacture of the boiler packets was necessary to 
meet the erection dates. 
(iii) A great deal of in situ welding was necessary after erection. 
(iv) The process of erection was irreversible. Any leaks 
developing subsequently in the plattens can only be dealt 
with by isolation. 
2.2 Hartlepool 
In the context of the A.G.R., these matters become, increasingly 
important. In developing a reactor design for the Central 
E lec t r i c i ty Generating Board's s ta t ion at Hartlepool, Br i t i sh 
Nuclear Design and Construction and Partners have evolved the 
pod-boiler design. 
Basic t o the philosophy of the Hartlepool design i s the pr inciple 
that as much as possible of the plant should be pre-f abricated 
and t e s t ed s t works t o minimise the extent of the s i t e a c t i v i t i e s , 
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particularly those invovling "in-line" operations. Notably the 
boilers ape inserted as complete units into the pods, from which 
they may, if required, be reedily withdrawn at a later etage. 
Numerous other advantages associated with the Hartlepool style of 
design are discussed in ref. (l). 
At Hartlepool, as at Wylfa, the choice of station layout and 
construction arrangement was settled jointly. In several important 
respects an A.G.R, station is more compact than one designed for 
uranium-magnox reactors, with the result that an integrated layout 
of turbine hall and reactor building is easier tc achieve. With 
euch a layout, however, the use of a Goliath crane is inappropriate. 
It has therefore been decided to combine certain major features 
©f the permanent and construction cranage required for the reactor 
building. This ha3 been achieved by basing the design of the 
hail for the twin reactors en six large towers which are 
constructed rapidly at the beginning of the programme using slip-
form techniques. These towers carry tracks for a gantry crane 
with a temporary capacity of 2o0 tons (26*1- tonnes) which will 
ultimately be incorporated in the permanent works. 
To facilitate construction, the shielded facilies block is 
located at the end of the reactor hall rather than symmetrically 
between reactors» The crane tracks are temporarily extended 
beyond the other end of the building to cover an area into which 
cajor components are moved when ready for erection. 
Additionally, construction is carried out by the following 
cranage; a 19 ton (10.2 tonne) e.o.t, sarried by the slip form 
towers, and serving both reactors, four 7*5 ton (7.6 tonne) 
annular cranes, two serving each vessel, two Peine cranes,-one 
10 ton (10.2 tonne) derrick and two Sabeock V/eitz tower cranes. 
As indicated in Fig. 2, on completion of the bottom cap, the 
lower part of the main liner is lifted in. This is followed by the 
boiler pod liners and the top part of the main liner which is 
combined with the hot-box dome, Whilst the total area of liner 
to be erected is greater than for a single cavity design, it 
should be noted that the boiler penetration liners are each shop-
fabricated, and require only to be weided to the rhop fabricate! 
circulator penetration liners to be ready for erection. Further, 
the main liner is pre-fabricated at works in large units, with the 
result that a great deal of costly site work is avoided. 
A3 soon as the duct liners heve been welded in, clean conditions 
are established within the vessel and the erection of insulation 
and graphite can proceed. The boiler pods provide access routes 
for men and materials, a temporary construction access being 
provided for core materials between ene boiler and the main void. 
In parallel with the activity, concreting of the barrel walls proceed.? 
in a series of two leading and lagging bays. At a suitable stage, 
a temporary standpipe support structure is erected, and installation 
cf the standpipes end the concreting of the top plug take place 
on completion of the barrel concrete. 
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Pre-stressing follovs completion of the top cap, taking advantage 
of the wire-winding process as described later in the paper. 
The insertion of boilers and circulators as fully works manufactured 
end tested entities takes place in a short period, at or shortly 
before the end of prestressing. Proof pressure testing is then 
planned to be carried out 133 weeks after commencement cf the 
support walls to the bottom cap. 
3. Design and Construction of Concrete Vessels 
3.1 Wylfa 
The design of the Wylfa vessels was strongly influenced by the 
need to find a form of structure which could be built expeditiously 
using well proved civil engineering procedieres. These vessels are 
the largest housing gas cooled reactors yet built, and since the 
more advanced A.G.R. and H.T.R. systems are much more compact, 
they may remain the biggest prestressed structures of their type 
for some time to come. For the operating conditions and large 
void dimensions required for the Wylfa reactors, it was found that 
a spherical form of vessel required substantially smaller quantities 
of materials than comparable cylindrical forms, and despite the 
obvious complexities of constructing a ephere, the overall cost was 
also considerably less. The integrated reactor circuit was therefore 
conceived to fit within a spherical envelope, initially of 109 ft 
(33«2m) diameter and finally with development of the design, 
of 96 ft (29.2m) diameter. 
Six alternative vessel designs were examined and costed and the 
final choice lay between two forms of sphere as illustrated in 
Fig. 3« Although alterna iva A used less material than alternative B, 
it was considered that such a design would be more difficult to build, 
would take longer to construct and would consequently be more costly 
than alternative B. The chosen alternative Β has been described in 
detail elsewhere, ref. 2. Some of the practical considerations 
affecting the design are discussed below. 
Internally, the shape of the vessel is formed by its steel liner which 
provides ready-made shuttering for the civil construction. 
Externally, it was decided to form the vessel from a series of 
vertical and horizontal plane surfaces approximating to a stepped 
cylindrical shape. This choice made it possible to use standard 
shuttering techniques and greatly simplified the problems of 
setting out, which would have presented many difficulties with 
a more "exact" spherical shape such as alternative A. At first 
sight, the vessel proportions which resulted from this decision 
appear to be far from spherical. In practice, research showed, 
that the behaviour of the structure was largely dictated by the 
spherical shape of the pressure boundary and that wide variations 
in the external shape had relatively little effect. 
Cne of the main problems in the Wylfa design was to find an 
arrangement of prestressing tendons-which left sufficient access 
to assemble reinforcement and prestressing duct3 and to pisce and 
compact concrete reliability in every part of the vessel. To 
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provide enough clearance between pres t ress ing ducts , i t was 
considered neceasary t o use tendens with a load capacity of 
between 500 and 1,000 tons (5ϋδ enei 10l6 tonnes) , but a t the 
time when the Wylfa vessels were designed, no such large tendons 
and anchorage systems were avai lable ecmmercielJy. Several ways 
were therefore examined of using avai lable tendon and anchorage 
sys tems and o f ccmbini i is « narrit/ej. o í c=r=i­<­ ­fc» = = t e up α Ρ Ι Π ^ Ι Έ 
l a rge tendon. I t was f ina l ly decided t o use tendons made up 
of 36/Θ.6 i n (15.24 mm) diameter s t ab i l i sed 7-wire pres t ress ing 
s t rands, each giving an i n i t i a l p res t ress of 615 tons (624 tonnes) 
and a guaranteed ul t imate t e n s i l e s trength of 820 tons (833 tonnes) . 
Each tendon was contained in a 5^ in ( l40 mm) i . d . duct terminating 
i n a b e l l mouthed trumpet 10 in (245 ram) diameter a t the concrete 
face. Three standard Freyssinet l£/0«6 i n (15.24 mm) mult i-s trand 
pres t ress ing jacks were used t o s t r e s s the tendon from each end« 
The development of t h i s system by Taylor Wocdrow Construction Limited 
has been described elsewhere, ref . ( 5 ) . 
By designing the outside of the vessel as a series of flat surfaces, 
it was also possible to arrange for all tendons to approach and 
terminate normal te a shutter or screeded concrete surface, and so 
avoid the complication of constructing oblique exit details. This 
arrangement also reduced the congestion of reinforcement in 
anchorage regions and made it easier to ensure the placing of fully 
compacted concrete in these areas. 
Theoretically, it was possible to find tendon paths which enabled 
all tendons to be housed in ducts within the main body of the vessel 
walls. Such an arrangement, however, was very complex and congested, 
and it was decided that the circumferential prestressing tendons must, 
be placed outside the main structure. After i:westigating several 
alternative arrangements in which the hoop tendons were supported on 
systems of steel or cimerete saddles, it was concluded that the 
tendons could best be accommodated by a system of heavy concrete 
ribs cast integrally with the main walls of the vessel. A "spiral" 
geometry of tendon paths was devised, whereby every hoop tendon 
is anchored in an accessible position at the outside edge of a rib, 
Fig. 4. 
The possibility of wire winding the hoop tendons was also considérée*., 
but could not be developed in the time available. This epprctch 
has subsequently been incorporated in the Hartlepool vessels and 
is discussed later. 
3.2 Hartlepool 
In the pod boiler system, a key feature is the cylindrical prestressei 
concrete pressure vessel, in which prefabricated boiler units are 
situated in penetrations passing vertically through the full height 
of the veesel walls. The gas circulators are located at one end 
of these cavities and the boiler pipework is taken from the other 
end. The number and size of vertical penetrations differ according 
to the type of reactor design and the output required from the 
reactor, and to take full advantage of the design concept, it is 
essential to be able to fill the maximum possible proportion of 
wall area with boilers. This space is normally occupied by 
prestressing ducts and the most important problem in the vessel 
design was to find a prestressing arrangement which demanded a 
minimum of space within the vessel walls. 
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In the vertical direction, this was accomplished by using very 
large prestressing tendons. For the Hartlepool vessels, a C.C.L.* 
system will be used with tendons made up of 28 strands of 0.7 in 
(l8 mm) diameter, giving a guaranteed ultimate strength of l¿*4o tons 
(1056 tonnes) and a working load of 78O tons (792 tonaes). The 
tendon is contained in a 6 in (15.24 cm) diameter duct which 
terminates at each end in a "trumpet" casting where the strands 
are deviated to anchor individually in a steel bearing plate. The 
bearing plate seats directly on the casting, which transmits the 
tendon load into the concrete through a series of flanges on its 
outer surface, Fig. 5. 
The 28 strands are stressed simultaneously by a single jack 
which incorporates a load cell. Wedges anchoring individual strands 
in the bearing plates, are pressed home hydraulically by a separate 
ram in the nose of the Jack. The prestressing jack can be fitted 
with a special shimming foot to allow restres3ing. Detensioning 
can be carried out ons strand at a time using a mono-strand jack. 
Using this system, the total vertical prestress can be provided by 
only 272 tendons, and there is adequate space to accommodate any 
further boiler units and any additional tendons which might be 
required in future designs. 
In the circumferential direction, potential tendon paths were 
severely obstructed by the presence of the boiler pods. It was 
therefore decided to locate the circumferential prestress outside 
the main vessel walls, where it would place no constraint on the 
number and arrangement of the boiler units. The nature of the 
pod boiler design made it possible to keep 'the vertical outside 
surface of the vessel completely free of large penetrations and 
provided ideal circumstances for the use of a wire winding technique. 
A nuclear vessel requires a very high intensity of circumferential 
prestress, placed under the closest control, and capable of being 
applied with a minimum of access space around the vessel. No 
system existed which could meet the necessary requirements, and in 
view of the importance of this feature in the overall concept of 
the vessel design, it was decided to develop a special system and 
special winding equipment. The form of concentrated prestressing 
band and the system of prestress outlined below were designed and 
developed by Taylor Woodrow Construction Ltd. 
The arrangement chosen for the Hartlepool vessels is based upon the 
use of concentrated bands of wire, wound under tension Into channels 
preformed in the vessel walls. The wires are arranged in layers, each 
of which is· separately anchored. Each layer is wound directly on 
to its predecessor in a carefully controlled lay which ensure a 
regular arrangement of wires in the finished band. Continuous 
lengths of 0.2 in (O.5I cm) diameter low relaxation wire s\ifficient 
for one complete layer of wire, will be produced by welding the 
rod stock prior to patenting. 
Cable Covers Limited, Ewell Road, Surbiton, Surrey, United Kingdom 
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The number, width and spacing of bands and the number of layers 
of wire applied at each position can be varied very widely to 
suit the requirements of particular vessel designs, and a\rerage 
prestress pressurée of 2000 p.s.i. (l40.5kg/cm2) or more can be 
applied without difficulty. In the Hartlepool design, the 
channels containing the prestressing bande are 2k in (6θ.9δ cm) 
wide and 9 in (27.40 cm) deep and are formed in precast units 
which provide permanent shuttering for the vertical outside 
surface of the vessel. The channels are steel lined. 
Twenty bands of prestress are arranged on a regular module down 
the external surface of the vessel giving a 2 ft 8 in (0.8l m) 
spacing over the depth of the vessel caps and 6 ft (I.83 m) over 
the remainder of the surface. 
The general arrangement of the wir? winding equipment is illustrated 
in Fig, 6. The two vehicles of the machine are carried on a steel 
platform which can be rapidly raised or lowered to any required 
level by means of hydraulic jacks, Cn moving to a new winding 
position, the platform is locked to its twelve supporting columns 
and against the vessel. 
Traction for the machine is obtained from a continuous chain 
encircling the vessel and located on the platform. As the machine 
passes around the vessel, wire is drawn from a spool mounted on the 
rear vehicle, and passes through a tensioning device. This clamps 
the wire between a pair of caterpillar tracks whose rotation and 
resistance are controlled by a hydraulic system. The tensioned 
wire is then laid onto the vessel over a sheave which is progressively 
adjusted to give a precisely controlled lay in the tendon band. 
This system has the great merit that it stresses the wire without 
repeated bending or any form of cold working. The properties of 
the wire as laid are thus in no way impaired by the winding process. 
This is particularly important in respect of relaxation as it has 
been found that repeated building or cold working can lead to 
substantially increased relaxation losses. 
The force in the wire immediately after laying has been limited 
to 70$ of its specified minimum strength. The machine controls 
include a continuous display of tensioning load which can be 
graphically recorded if required. An audible warning in the cabin, 
indicator lights on the control panel and an automatic cut out 
are provided as safety devices to ensure that the load in the wire 
is kept within prescribed limits. Prestress can be applied within 
an accuracy of ­ 2$, and this high degree of control leads to a 
much greater uniformity of load through the elements of the tendon 
than can be achieved with liner tendons« 
This new technique of prestressing has now been tested at full 
scale with exceptionally satisfactory results. 
It may be seen that the design concept of the Hartlepool vessels 
and the procedures for their construction were considered together 
from the very outset of the work. In the resulting construction 
procedure, an 8 ft (2.44 m) wide annulus is left clear around 
the vessel over its full height to permit the assembly and 
operation of the wire winding machines and their platforms. 
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On completion of stressing, the two platforms are fixed at 
chosen levels and modified to form part of the permanent access 
ways to plant and pipework. Suitable items of ancillary equipment 
are also located in the vessel annulus. 
As noted earlier, the channels for wire winding bands are built 
In precast concrete units which form external shuttering to the 
vessel and provide a convenient means of achieving the close 
tolerances required in the channel alignment. 24 precast units 
forma complete circumference of 6 ft (I.83 m) high, and 
several such courses can be erected ahead of the concreting level. 
The units are secured in position against light steel columns and 
truss work, the truss work being raised and the columns embodied 
in the vessel as concreting proceeds. 
3.3 General 
In addition to the major interactions of design and construction 
which have been referred to, there is a less evident but equally 
important interaction which arises from theexceptionally high 
standards required in the construction of a reactor vessel. Because 
of the special function it performs, and the dominance of safety 
considerations throughout the design of the nuclear plant, there must 
be no doubt as to the quality of materials and workmanship used 
in the vessel construction. This requirement reacts, not only In 
the detailed procedures of inspection and control which must be 
exercised at all stages of construction, but also in. the choice 
of construction procedures. The pile cap construction methods 
discussed elsewhere in this paper are an example of this. 
A further example is the procedure adopted to ensure that the bottom 
cap of the vessel liner is fully supported by concrete. In both 
the Wylfa and the Hartlepool vessels a two stage grouting procedure 
was chosen to ensure that no voids remain beneath the liner in the 
completed vessel. In this procedure the lower section of the 
liner is lifted in and supported a few inches above the bottom 
cap concrete of the vessel. A pattern of rubber tubes 
traversing the outer face of the liner is then inflated and the 
space below the liner plate filled with cement grout. Three 
weeks later, the tubes are deflated and withdrawn and the resulting 
ducts pressure grouted in sequence to fill any possible voids. 
Inflated rubber tubes are similarly introduced adjacent to the 
liner in any areas where the access for concreting is particularly 
difficult. The tubes are withdrawn and the ducts grouted when the 
area has been concreted. 
4. Top Cep Design and Construction 
In the design and construction of the top cap the difficulties 
in arriving at a satisfactory compromise between the many conflicting 
interests are perhaps greater than in any other area of the reactor 
vessel. 
The diameter and pitch of the multiple penetrations are primarily 
determined by the core design and the fuelling and control requirements, 
but account must be taken of the stresses in the concrete ligaments, 
the reduction of effective stiffness of the top cap as a whole, and 
the feasibility of placing concrete in the confined spaces. 
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In magnox stations with multiple channel charging the reactor 
requirements can be met without undue difficulty, although careful 
thought must be given to minimising the ttandpipe diameter, assessing 
the construction tolerances, and the movements imposed by the concrete 
during construction and operation. 
At Wylfa 18.75 in (47^ mm) external diameter ctandpipes on a 
pitch of 31 in (837 mm) give a-nominal concrete ligament of 12.25 in 
(311 mm) with a mini-turn ligament of 10,875 in (276 mm), taking all 
tolerances into account.A. Q5 in (12.7 ma) thick steel penetration 
liner provides sufficient compensation to achieve the required 
effective stiffness of the top cap, and to limit the concrete 
ligament stresses to an acceptable value. Man access between 
standpipes was possible to ensure satisfactory concrete placing and 
compaction. 
With AGR stations the higher gas outlet temperature provides a 
strong incentive for single channel charging, with a consequent 
reduction in the complexity of the fuelling arrangements inside the 
vessel. This together with the use of interstitial control rods, 
prevents the use of tendons across the top cap and also creates a 
difficult construction problem, since concrete ligaments between 
fuelling standpipes are reduced to about 5 in (127 mm) and between 
control rod and fuelling standpipes to about 2.5 in (64 ran), At 
Eartlepocjl it is proposed to solve this problem by concreting the 
pile cap in strips, thus giving access for placing and compacting 
the concrete from the sides of the strip, standpipes being welded 
in progressively as each strip is completed. On other stations it 
has been considered feasible to v?eld in all the standpipes and then 
concrete from the top. Tests using a full scale mock-up ars essential 
to establish the viability of proposed concreting procedures. 
In the Hartlepool design, the 0.5 in (12.7 mm) thick standpipe 
penetration liner provides full compensation when the effective modulus 
of the pile cap concrete is taken as 2.25 x 1C° lb/in2 (158,000 Kg/cm2). 
In the early life of the structure, when the concrete modulus is abaat-
4.0 x 10° lb/in2 (232,000 Kg/cm2), the effective stiffness of the pilecap 
is about 775» of the equivalent unperforated cap. Ne&r the end of 
the 30 year vassel life theeffective concrete modulus used in the stress 
analysis to allow for creep of the concrete is such thr.t the effective 
stiffness of the cap is greater than that of the equivalent imperforated 
cap. 
During the top cap construction support rxiist be providei for 
the standpipes and the wet concrete. A structure belou the top cap 
would ease construction but would interefar with work proceeding inside 
the completed liner. A structure above the top cap is therefore 
usually provided. In the derign of the structure account must be taken 
of lateral loads due to welding in of standpipes, heat of hydration 
effects in the concrete, and wind loads. 
At Wylfa the lin (25.4 mm) thick top cap of the spherical liner 
was capable of supporting the wet concrete. The support structure 
was therefore designed to carry only the total standpipe lead of 
about 600 tons (813 tonnes). To ensure that the standpipe and concreting 
loads were suitably distributed between the liner and the suppoi-t 
structure, constant load devices were provided to connect the 
standpipes to the support structure. 
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Since the programme required that the support structure should be 
in position before the side wall concrete had advanced sufficiently 
to support it, the structure was initially carried by columns passing 
through holes in the top cap liner and supported on the internal 
structures. A careful transfer of load to the vessel concrete 
was therefore necessary before top cap concreting commenced. This 
was carried out using hydraulic jacks to ensure an even dictribution 
of load and minimise movement of the structure relative to the 
vessel. Making good the holes in the liner together and completing 
the cooling pipes was a difficult operation which had to be finished 
in the minimum possible time to avoid delay to the top cap concreting. 
At Hartlepool the support structure must carry both standpipes 
and wet concrete. Owing to the strip method of construcción deflections 
of the support structure during placing of the standpipes and concrete 
must be minimal. This is achieved by pre-loading the structures with 
kentledge and progressively removing this as the standpipe and concrete 
loads are added. A total weight of 370 tons (376 tonnes) of kentledge 
is used. The structure is supported throughout on four of the boiler 
penetration liners, which are in place at an early stage of the contract. 
In the top cap liner design and construction the connection between 
the standpipe penetration liner and the main void liner presents the 
major problem. Strain cycling at the junction resulting from pressure 
and temperature changes and concrete movements must be investigated from 
the fatigue aspect. Distortions produced during welding in of the 
standpipes must be estimated and their effect on the fuelling route 
assessed. Provision for locating the tops of the standpipes during 
welding,' or adjustment after welding, must be made. 
At Wylfa weld shrinkage could reasonably be assumed to cause 
an increase in the dome radius and a consequent progressive lowering 
of the dome and the standpipes already welded in, but little information 
on the probable amount of this shrinkage was available at the time. 
The maximum sirinkage at the crown allowed for was 1.8 in (46 mm) 
compared with 0.8 in (20,6 mm) on reactor 1 and 0.75 in (19 mm) 
on reactor 2 which actually occurred. This was due to the effect 
of weld shrinkage causing greater dislocation of the standpipes than 
the liner. 
5. The Future 
It will be apparent from the foregoing that the search for the 
most favourable designs and construction methods for pre-stressed 
concrete reactor vessels is still In progress, whilst the reactor 
systems which they contain are themselves still evolving. 
Nevertheless, British Nucleer Design and Construction and Partners 
believe that the principles developed for the Hartlepool design, 
and outlined above, provide a strong foundation for their continuing 
work in the development of gas-cooled reactors, and in particular 
the H.T.R. and the more advanced H.T.R. combined with a gas turbine 
cycle. 
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The characteristics of such designs era likely to be even higher 
pressures than for A.G.R. necessitating thicker vessel walls and 
end ceps, and hence more concentrated pre-stress, and more complicated 
systems of penetrations in the top cap. Further, the size of 
units is likely to grow, in industrialised countries, at lea3t, 
with a consequent increase in the physical scale of reactor systems. 
In a compet3.t<ve world the achievement of the shortest construction 
time and a favourable incidence of expenditure curve will always 
be et premium, and hence the interaction between the design and 
construction of concrete reactor vessels will remain a vital 
subject of study in the foreseeable future. 
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Je ne reprendrai pas ici la description des ouvrages 
qui a été notamment donnée par MM. Jean BELLIER et Max TOURASSE 
dans les annales de l'Institut Technique du Bâtiment et des 
Travaux Publics n° 139-lUo de Juillet-Août 1959 · 
Les ouvrages dont il sera parlé ici sont les radiers 
et les caissons eux-mêmes. 
RADIERS 
Au niveau de la fondation, le radier repose sur un tout 
venant sablo-graveleux assez compact, de quelques mètres d'épais-
seur, surmontant une couche de marne relativement compacte. Faute 
de temps, aucun essai de compressihilité n'avait pu être fait sur 
cette marne avant la construction, et il avait été décidé de pré-
voir un relevage éventuel du caisson reposant sur le radier, en 
particulier en cas de tassements différentiels. 
La surveillance géodésique du radier en fonction du temps 
a montré d'une part que les tassements et les tassements différen-
tiels étaient beaucoup moins importants que ce que l'on craignait 
et que, d'autre part, l'évolution de ces tassements en fonction du 
temps était en train de se ralentir. 
On trouvera en annexe (fig. 1 et 1') le tracé des courbes 
d'égal tassement en 1969 sur la dalle supérieure du radier en pre-
nant pour origine des tassements le mois d'octobre 1956 qui corres-
pond à la fin de construction du radier. 
On constate : 
a/ que le tassement de G2 est plus important que celui de G3 
(environ 20 %) : ceci s'explique par la proximité des deux ra-
diers et le décalage de trois mois des constructions. 
b/ que le tassement maximum de G2 est de l'ordre de 6 cm contre 
5 cm environ pour G3. 
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c/ que les courbes d'égal tassement ne présentent aucune anomalie, 
permettent de tracer des lignes de plus grande pente et de dé-
terminer les plans où la courbure du radier est maximum. 
Dans le cas de G2, on trouve ainsi suivant une coupe 
diagonale, un rayon de courbure de R = 14.000, ce qui permet, à 
partir de l'épaisseur du radier, de déduire la contrainte moyenne 
de flexion dans la direction la plus sollicitée. 
On suit également l'évolution dans le temps du tassement 
des radiers : on a par exemple reporté sur la figure 2 le tassement 
moyen de tous les points nivelés de la dalle supérieure des radiers 
de G2 et de G3· Il faut remarquer que l'on constate un écart systé-
matique entre les mesures d'été et les mesures d'hiver de l'ordre 
de 2 mm qui s'explique par la dilatation verticale des cloisons du 
radier dont la hauteur totale est de 9 m. 
La surveillance du tassement des radiers est faite pour 
des raisons multiples. 
Tout d'abord, on voulait s'assurer que les contraintes 
dans le radier ne dépassaient pas les valeurs prises en compte 
pour le calcul. Dans le cas où ces contraintes auraient été dépas-
sées, un renforcement à l'aide de cables de postcontrainte avait été 
prévu. On s'était fixé comme critère limite un rayon de courbure de 
flexion supérieur à 4.500 m (le rayon de courbure minimum est ac-
tuellement de lU.000 m sur G2). 
On voulait ensuite contrôler qu'il n'y avait pas déverse-
ment du caisson : un tel déversement aurait pu avoir des conséquences 
désastreuses pour le fonctionnement des barres de controle. Aussi, 
un système assez compliqué de vérins plats avait-il été placé entre 
les piédroits du caisson et le radier, qui pouvait permettre de soule-
ver le caisson tout en contrôlant isostatiquement sa montée. Le 
principe d'un tel ajustement de niveau était excellent, mais il exis-
te de nombreuses liaisons entre le caisson et les ouvrages annexes, 
supportés ou non par le radier qui auraient rendu l'opération longue 
et délicate. Par ailleurs, les vérins plats, dont la mise en place 
au moment de la construction avait été délicate, se seraient sans 
doute avérés beaucoup plus fragiles que des vérins classiques. 
La surveillance du tassement des radiers est également 
très utile pour la surveillance du comportement des tuyauteries prin-
cipales de C02. En effet, un réseau complexe des tuyauteries de fort 
diamètre réunit le caisson aux échangeurs de chaleur et aux soufflan-
tes implantés sur des radiers différents. Le contrôle des tassements 
différentiels des radiers, participe au même titre que la surveil-
lance du comportement des joints et des suspensions à la réalisation 
d'un programme de surveillance des tuyauteries d'un intérêt majeur 
pour la sécurité des installations. 
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CAISSONS 
Les caissons des réacteurs G2/G3 diffèrent de ceux réali-
sés par la suite par deux caractéristiques importantes : 
1°/ Ils sont à axe horizontal. 
2°/ Le coeur du réacteur est isolé du caisson en béton 
par une circulation de C02 froid. 
Les sujétions de conception de la partie nucléaire et 
les conditions d'exploitation ont conduit logiquement aux dispo-
sitions qui ont été adoptées au point de vue génie civil, qu'il 
s'agisse de la forme des fonds ou du partage constructif du caisson 
en trois éléments (un corps cylindrique et les deux fonds) séparés 
par des joints secs, la précontrainte longitudinale rétablissant 
finalement le monolithisme. 
L'ouvrage n'est donc pas un ouvrage démodé du point de 
vue génie civil, même si les impératifs qui ont présidé au choix 
de telle ou telle forme ne sont plus aujourd'hui considérés comme 
valables. 
Il faut tout d'abord mentionner quelles sont les hypo-
thèses qui ont été indiquées au projeteur. Ces hypothèses très 
concises étaient : Pression d'épreuve 30 kg/cm2. Température in-
térieure au droit de la paroi ne dépassant pas 50°C, pression de 
service 15 kg/cm2. 
Le choix du coefficient 2 entre pression d'épreuve et 
pression de service a été imposé par le Commissariat à l'Energie 
Atomique. 
CONSIGNES D'EXPLOITATION 
Dans les hypothèses du projet, les réacteurs devaient 
fonctionner avec un écart thermique intrados-extrados modéré et 
de faibles contraintes de béton sur l'intrados. En réalité, lors 
de la mise en route, il apparut que certaines zones de la partie 
haute du caisson étaient mal balayées par le C02 froid et attei-
gnaient des températures voisines de 100°C. Ce défaut fut corrigé 
par l'adjonction de chicanes et d'un déversoir qui améliorèrent 
considérablement l'efficacité du courant de C02 froid. 
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Plus tard, l'encrassement puis la corrosion des réfrigé­
rants de C02 de refroidissement des caissons ainsi que les aug­
mentations successives de puissance des réacteurs, amenèrent le 
CE.A. à demander au projeteur une étude détaillée du comportement 
en température des caissons. Cette étude devait définir dans quel­
les conditions on pouvait envisager de fonctionner avec un écart 
de température intrados­extrados de TO°C, elle a été réalisée sur 
les principes suivants : Soit NI la plus petite et N3 la plus grande 
des contraintes principales au voisinage de l'intrados et dans la 
masse du béton, on s'est fixé comme critère : 
­ NI \ 0 : Cette première condition est dictée par le 
désir de ne pas mettre la peau d'étanchéité 
en traction. 
­ N3 ­ h NI ^ 90 kg/cm2 
­ N3 < 138 kg/cm2 (règle CC ­ BA 68) 
­ Module d'élasticité du béton E = 200.000 kg/cm2 
­ Coefficient de dilatation du betong = 10~5 
De plus, on veille à ce que le gradient thermique ne dépas­
se jamais 50°C/m. 
En ce qui concerne l'extrados, aucune spécification parti­
culière n'a été prévue car on admet que la fissuration à l'extrados 
est sans conséquence du fait que les câbles sont libres. 
tes 
On a admis également les hypothèses simplifîcatives suivan­
­ Caisson cylindrique. 
­ Répartition linéaire des températures à l'équilibre. 
­ Répartition des températures dans l'épaisseur de la 
paroi représentée à tout instant par la loi : 
t = t + T. (­) pendant le réchauffement χ e 1 e * 
et t = t + T (­) ­ (T ­ T.) (­)s pendant le refroidissement χ e e l e * 
avec t = temperature au point χ défini par : 
χ 
χ ­ = nombre sans dimension dans lequel (e) représente 
l'épaisseur de la paroi du caisson. 
Τ = écart de température intrados­extrados. 
t = température extrados e 
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T = fonction du temps avec 0^Τ ^ Τ 
S = paramètre sans dimension fonction du temps avec lt£S 
L'exploitation mathématique de ces hypothèses a conduit 
à définir des domaines de fonctionnement tant à la mise en route 
qu'à l'arrêt (fig. 3 et 3') qui ont permis d'énoncer des consignes 
d'exploitation simples. 
­ Température du béton : 
L'écart de température Δ θ entre l'intrados et l'extrados 
ne doit jamais dépasser 70°C. 
­ Réchauffage du béton : 
La montée en puissance du réacteur doit tenir compte d'un 
réchauffage progressif du béton du caisson. Le gradient de tempéra­
ture Κ sera maintenu à : 
K^50° C/m pourÛ6i50°C 
K 4 30° C/m pour&0>50°C 
Il est cependant souhaitable de ne pas limiter outre 
mesure la vitesse de réchauffage du béton. 
­ Refroidissement du béton : 
A/ Arrêt sans dégonflage : 
Si l'on n'envisage pas le dégonflage du réacteur, 
refroidir le moins possible le béton. 
B/ Arrêt avec dégonflage normal : 
Il faut distinguer dans cette opération deux phases : 
a/ Refroidissement du béton réacteur en pression 
Cette opération sera conduite de façon à ne 
dépasser en aucun point le gradient Κ maximum 
de 50° C/m. 
b/ Dégonflage du réacteur 
Cette opération ne sera menée à son terme que 
lorsque l'écart de température entre l'intrados 
et l'extrados sera inférieur ou égal à 30°C. 
La pression minimum à maintenir pendant le refroidissement 
puis le dégonflage du réacteur sera déterminée au moyen du graphique 
de la figure 3'. 
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Il faut bien signaler que l'augmentation considérable 
de l'écart de température autorisé est due en grande partie à 
l'écart important (coefficient 2) existant entre les forces dues 
à la pression de service et les forces de précontrainte et au 
fait que, les câbles étant libres, on a pu tolérer une certaine 
fissuration de l'extrados. Il aurait été possible, si les études 
avaient fait apparaître des butées franches, de surtendre de 10jí 
environ les câbles longitudinaux. Ceci n'a pas paru nécessaire, 
les consignes actuelles ne constituant pas une gêne. 
Entretien et surveillance 
Le point considéré comme le plus important est la pré­
contrainte. Tout le principe de sécurité de G2/G3 est basé sur 
la permanence des forces de précontrainte. Un exposé a été fait 
au symposium sur les aciers de précontrainte qui s'est tenu à 
MADRID les 6 et 7 Juin 1968. Le sujet étant très important, il 
paraît intéressant de rappeler les principales lignes de cet 
exposé. 
Partout où les câbles sont rectilignes et placés dans 
des gaines, la protection des parties ainsi cachées devait être 
assurée par un balayage d'air sec. Pour diverses raisons, ce ba­
layage n'a pu devenir effectif qu'en Octobre i960. A la même 
époque, des vérifications de tension de câbles montrèrent que 
le câble Τ h de G.2 avait une tension de 950 Τ et le câble L 1 
de G.2 une tension de 570 Τ seulement au lieu de 1.200 Τ et qu'un 
nombre de fils correspondant sensiblement à la perte de tension 
étaient cassés par corrosion fissurante. Ces câbles furent rem­
placés sans arrêter le réacteur ainsi que 3 autres câbles présen­
tant le même genre d'anomalies qui furent également changés après 
avoir été maintenus en observation : 
L 69 de G.3 changé en Juillet I962 
Τ 89 de G.3 changé en Janvier I963 
L 79 de G.2 changé en Janvier 1964 
Depuis lors aucun câble rectiligne n'a présenté le moin­
dre signe de défaillance qui eut été immanquablement décelé grâce 
aux moyens très précis de contrôle qui ont été mis en place. 
Tous les câbles retirés des gaines ont été examinés, 
les cassures se localisaient rantôt au voisinage d'une extrémité 
du câble (à 1 ou 2 m à l'intérieur de la gaine), quelquefois aux 
deux extrémités, et étaient un peu moins fréquentes au coeur du 
câble que sur la périphérie. Les fils étaient rouilles en parti­
culier dans la zone des cassures, mais la quasi totalité des rup­
tures fragiles s'étaient propagées par effet d'entaille à partir 
de lunules de corrosion fissurante invisibles à l'oeil nu, surtout 
localisées au voisinage des zones de rupture, et qui fragilisaient 
le fil restant. On peut supposer que dans le processus de vieillis­
sement (ou de détérioration) d'un fil sous tension, tout se passe 
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comme si l'allongement de rupture diminuait avec le temps, le fil 
se rompant lorsque l'allongement de rupture atteint l'allongement 
de précontrainte. 
Deux remarques supplémentaires valent la peine d'être 
mentionnées : 
- Alors qu'à partir de I96I le séchage des gaines était 
assuré, certains câbles sur lesquels une détérioration 
avait été constatée ont continué à se détériorer, tandis 
que certains autres n'ont plus évolué ; il semble que 
lorsque le processus de fragilisation a atteint un certain 
seuil, il se poursuive quelle que soit la qualité de la 
protection. 
- La deuxième remarque est que les cables retirés présen-
taient, au moment de leur enlèvement, une certaine force 
correspondant à un certain allongement. Or, sur 3 câbles, 
on a comparé cette force à la force correspondante de l'en-
semble des fils élémentaires en fonction de l'allongement. 
La force déduite des essais de fils était de 20 à 4o % 
plus faible que celle mesurée à l'enlèvement ; ceci semble 
indiquer qu'entre le moment où le câble a été retiré et le 
moment de l'essai (période de plusieurs mois) malgré les 
conditions de conservation convenables (nef pile) la dé-
térioration s'est poursuivie en l'absence de tension. Mais, 
une autre explication plausible est que, lors des manoeu-
vres d'enlèvement et de manutention des câbles détériorés, 
de nouveaux fils se sont rompus. 
Dans ces conditions, il fut décidé de conserver le balaya-
ge d'air sec comme moyen de protection en réalisant un balayage 
permanent à l'intérieur des gaines et de compléter ces précautions 
de conservation par un dispositif de contrôle de la tension de 
chacun des câbles. 
A noter que le balayage d'air sec doit être jugé sous 
un point de vue économique seulement, non du point de vue sécu-
rité, en effet, on peut conserver à l'ouvrage le même degré de 
sécurité en remplaçant au fur et à mesure les câbles avariés. 
Telle n'est pas notre idée, évidemment, mais nous voulons attirer 
l'attention sur la différence entre les notions de sécurité et 
de conservation. 
Les têtes des câbles reposant sur 3 cales, il fut décidé 
de remplacer une des cales par un dynamomètre. Ce dynamomètre 
(fig. k) est constitué par une pièce de métal percée de trous pour 
la rendre plus déformable, auscultée par h extensomètres à corde 
vibrante, la charge appliquée sur le dynamomètre étant centrée 
par des disques en caoutchouc neoprène maintenus par des frettes. 
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Ce dynamomètre se présente extérieurement sous la forme d'un dis-
que de 50 cm de diamètre et de ík cm seulement de hauteur totale. 
Sa précision et sa sensibilité sont excellentes, mais les 2 cales 
non dynamométriques étant en béton, la répartition des forces sur 
les 3 cales est mal connue, varie d'un câble à l'autre et évolue 
même légèrement pendant les premiers temps suivant la mise en place 
(fig. 5 et 6 ) . Le dispositif global, s'il reste extrêmement sensibl 
ne peut être considéré comme un appareil de mesure absolu de la 
tension. Il permet de constater les variations réversibles de ten-
sion des câbles de précontrainte au cours du fonctionnement du ré-
acteur. Il permettrait par des discontinuités de mesure, de déceler 
la rupture d'un seul des quelques 700 fils d'un câble rectiligne 
quelconque (fig. 7). 
L'enseignement à tirer des incidents sur les câbles de 
précontrainte qui ont conduit dans un laps de temps de onze ans à 
remplacer 5 câbles rectilignes sur plus de 200 câbles est le sui-
vant : 
La protection par balayage permanent d'air sec est un 
procédé efficace à condition qu'il intervienne dès la mise en place 
des câbles ; la conservation excellente au cours des 6 dernières 
années sur les câbles présumés sains en est la démonstration. Des 
gaz autres que l'air, ou des liquides, pourraient être utilisés 
s'il était possible d'assurer l'étanchéité aux extrémités des gai-
nes ou un mouillage parfait des fils par le liquide utilisé ; il 
semble, pour le moment, que le balayage d'air sec soit le procédé 
le plus pratique. 
La vérification de la tension par dynamomètre permet 
un contrôle permanent et simultané. Ce contrôle constitue la 
vérification même de la sécurité de l'ouvrage. 
Le contrôle de la tension d'un câble pour vérifier son 
intégrité sur toute la longueur est valable même s'il existe un 
faible degré de liaison des fils entre eux, mais ne peut pas avoir 
de sens, dans le cas d'un câble cerce, s'il existe un frottement 
entre le câble et son support, c'est-à-dire dans le cas de G2/G3, 
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Lorsque toutes les têtes des câbles de précontrainte 
furent équipées d'un contrôle dynamométrique, on était conscient 
que l'efficacité du contrôle pour les câbles cerces dépendait de 
la permanence d'un très faible coefficient de friction patin sur 
glace ; le contrôle était par conséquent douteux pour les câbles 
partiellement entourés de béton. Il fut décidé de supprimer tous 
les bétons non indispendables à la protection biologique et d'ins-
taller sur les câbles encore partiellement enrobés un système de 
mesure des déplacements éventuels des patins sur leurs glaces. 
Par ailleurs, au moment de ces travaux on constata que 
sur quelques câbles cerces et en particulier sur le C 24 de G.2, 
plusieurs fils extérieurs du câble étaient rompus dans les zones 
cachées par le béton ; le câble n'était pas enrobé mais entouré 
de ciment et théoriquement isolé de celui-ci (en réalité, la lai-
tance avait plus ou moins pénétré dans le vide interstitiel qui 
n'était ni séché ni ventilé). Des essais de mesure de friction 
furent entrepris sur différents câbles et il fut décidé de rem-
placer, à titre d'expérience, le câble C 24 de G.2 qui présentait 
le plus grand nombre de cassures de fils. Par la suite, le dé-
pouillement du câble a montré que les fils cassés représentaient 
environ 4 % du nombre total des fils, qu'ils étaient presque tous 
groupés et que le pourcentage des ruptures fragiles obtenues lors 
des essais brin par brin était inférieur à 10 %, Il faut ajouter 
que ces ruptures fragiles se sont produites avec des allongements 
de rupture relativement élevés (supérieur à 2 %) donc largement 
plus élevés que l'allongement normal du câble dous l'effet de la 
précontrainte, les forces de rupture de ces fils étaient pratique-
ment inchangées. 
Cette analyse a prouvé que le câble de précontrainte en 
question ne présentait, au moment de sa dépose, aucun danger pour la 
sécurité du caisson et qu'il aurait fort bien pu être conservé sous 
surveillance. 
Le contrôle des cales dynamométriques montre des variations 
permanentes, d'amplitude très petite d'ailleurs, de la tension des 
câbles de précontrainte, non seulement en fonction de la pression 
intérieure, mais surtout de la température intérieure et de la tem-
pérature extérieure ambiante. Mais, si les relevés pour un câble 
isolé paraissent impossible à interpréter en raison de la multipli-
cité des facteurs transitoires, les relevés de tous les câbles consi-
dérés comparativement présentent un magnifique parallélisme. 
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INSTRUMENTATION DU CAISSON ET MESURE DES DEFORMATIONS 
Le caisson comporte un certain nombre d'appareils de mesu-
re . 
Les plus importants pour l'exploitant sont les thermocou-
ples qui permettent de surveiller la montée en température ou le 
refroidissement du caisson. L'application des consignes de sécurité 
est basée sur la surveillance des températures de la paroi et de 
la peau d'étanchéité, à titre d'exemple on trouvera sur la figure 8 
l'évolution de la température de la paroi du cylindre lors d'une 
montée en température et sur la figure 9 la phase de refroidisse-
ment du caisson. 
D'autres instruments de mesure ont été placés dans le 
béton, en particulier des témoins sonores. Ces appareils fonction-
nent toujours parfaitement depuis 12 ans, mais l'interprétation 
des résultats s'avère assez délicate car le caisson n'est jamais 
en équilibre thermique, en effet la température de la nef pile varie 
de façon très notable, non seulement avec les saisons, mais parce 
qu'il suffit d'ouvrir la porte de la nef pile pour modifier de 
plusieurs degrés sa température (en particulier à cause du mistral). 
Par ailleurs, la température est loin d'être homogène dans la nef 
pile et il existe couramment une différence de température de 20°C 
entre la base et le sommet du réacteur ; de plus , la paroi du 
réacteur comporte beaucoup moins d'éléments de symétrie et beaucoup 
plus de points singuliers qu'un réacteur à axe vertical. 
On vérifie donc seulement la continuité de~s mesures des 
témoins sonores, sans prétendre en déduire la modification des 
contraintes. On suit plus particulièrement les témoins situés au 
voisinage de la tôle intérieure, moins influencés que les témoins 
de l'extrados par les cycles journaliers ou saisonniers de tempéra-
ture . 
Parallèlement, des mesures de déformation sont faites 
par stéréotopographie. Là encore, ces mesures de déformation se 
sont avérées dépendre beaucoup plus de la température de la nef 
pile que de l'état de marche ou d'arrêt du réacteur. Elles sont 
faites à la même saison, mais on se contente de vérifier que les 
déplacements des repères restent du même ordre de grandeur que ceux 
précédemment enregistrés ; vous trouverez en fig. 10 un exemple 
de relevé stéréotopographique du caisson G.2. 
Aucun appareil de mesure n'a été placé dans le béton 
pour mesurer la variation d'hygrométrie. 
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CONCLUSION 
Comment conclure sinon par un satisfecit sans réserve, 
en effet, après onze années d'exploitation, les caissons de G2/G3 
sont capables de mêmes performances qu'au moment de leur construc-
tion, ils n'ont donc pas vieilli. Les forces de précontrainte sont 
connues à tout moment avec exactitude, ce qui procure à l'exploitant 
une grande tranquillité d'esprit. 
Bien sûr, il y a eu quelques incidents de parcours, mais 
ceux-ci n'ont jamais compromis la marche des installations et les 
quelques 3 % des câbles de précontrainte qu'il a fallu remplacer 
ne condamnent en rien la solution câbles libres et balayage d'air 
sec, bien au contraire, car l'absence d'incidents depuis la date 
de fonctionnement effectif de l'installation de balayage en air 
sec est la preuve à la fois de sa nécessité et de son efficacité. 
-oOo-
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging 
18. 11. 1969 
(no. 3, 4, 5) 
KINKEAD - Dragon Project: I have a question and a comment to 
Paper No. 5 concerning the pod wall designed vessel; I would like 
to ask whether on the liner cooling system of such a vessel the 
BNDC designers have concluded it necessary to set the temperature 
of the pod liner at a lower value than the temperature of the inner 
liner cavity of the vessel. I would like to know whether this is 
an inherent feature in their design for this vessel. - The second 
is a comment relating to the final remarks of their paper. This 
type of vessel certainly has proved interesting to the HTR, it 
might be of interest to some of the delegates present, to know 
that Euratom has also appreciated this fact and since the Dragon 
paper presented at the London conference a couple of years ago on 
prestressed vessels, Euratom have sponsored a small test programme 
at ISMES on this type of pod vessel. Dr. Scotto of ENEL is here 
today and might be able to say something further about this later 
in the conference when model tests are discussed. Finally, I 
should like to congratulate BNDC and Taylor Woodrow for their 
development of the wire winding system which has helped to give 
this pod wall vessel a considerable ecocomic boost, particularly 
in their wire locking patent, whicl some of you may have seen. 
WILLIAMS - British Nuclear Design and Construction: I should like 
to answer Mr. Kinkead's question about the temperature of the 
liners in the pod boiler design. We find that the temperature of 
the pod liner does not have a very strong influence over the vessel 
stressing, but we have arranged that the nominal temperatures shall 
be similar to those along the main liner, I think, as far as I 
remember, the only difference is that the main liner runs slightly 
hotter, a few degrees hotter, in the centre region when nuclear 
heating in the concrete has an effect. I should.also say rather, 
that since it is possible to operate the reactor with pairs of 
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boilers taken out of service, and this means that the temperature 
of the gas in the pod changes significantly, we do arrange for 
the temperature of the boiler liner to be kept constant, regard-
less of variations in the reactor conditions. 
SCOTTO - ENEL: Signor Presidente, Signore e Signori, mi riferisco 
alla memoria n. 4 di M. Costaz e in particolare al problema della 
pro va dei contenitori al termine della costruzione. Dall'esperienza 
generale ricavata dalle prove sui materiali e in particolare sui 
modelli si osserva: 1. - che occore seguire non meno di tre cicli 
di pressione prima di ottenere l'assestamento della struttura 
(cavi e calcestruzzo) e quindi la ripetibilità delle misure lette 
sugli strumenti applicati al mo dello. 2. - che si verificano dei 
fenomeni di isteresi importanti che devono essere interpretati per 
la definizione dei dati di prova e che sono dovuti ai cavi e al 
calcestruzzo. Io vorrei chiedere cortesemente a M. Costaz un com-
mento al riguardo con particolare riguardo alla definizione del 
modulo di elasticità reale sul contenitore, nelle varie direzioni 
(per il controllo dei calcoli di progetto). 
COSTAZ - EDF: Je dois dire que nous n'avons pas recherché autant 
de précisions du moins ne les ai-je pas toutes présentes à l'esprit. 
Si vous le voulez bien, je vous répondrai par écrit. 
Réponse écrite 
L'évaluation du module de déformation résulte de la comparaison 
entre les mesures de déformations faites sur témoins sonores et 
les contraintes calculées correspondantes. Etant donné la forme 
hexagonale extérieure du caisson, ceci ne peut être valablement 
tenté que dans la section horizontale moyenne du cylindre; il est 
alors possible de considérer le cylindre comme infini et le calcul 
des contraintes devient possible avec un code bidimensionnel; par-
tout ailleurs, le calcul ne peut être qu'approché. 
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Dans cette zone, nous disposons de 2 points de mesure dans le sens 
vertical ce qui est insuffisant pour fournir une valeur moyenne 
avec une bonne précision. Dans le sens horizontal circonférentiel 
nous disposons de 4 points de mesure; on peut alors définir un 
module de déformation correspondant à la moyenne des 4 points. 
La dispersion est de l'ordre de 10 fo. 
Le calcul a été fait pour les deux premières montées en 
pression à 25 bars. La valeur de 350.000 bars indiquée p. 14 est 
la moyenne des modules trouvés dans ces deux cas. La deuxième 
montée en pression donne des valeurs légèrement plus faibles mais 
la différence n'est pas significative et reste dans la marge 
d'imprécision de la mesure. Les mesures suivantes n'ont pas 
encore été dépouillées. 
FURBER - The Nuclear Power Group Ltd: On figure 13 of paper 4 is 
given the total heat loading of the liner cooling system. This 
information is of very limited interest to the designer of the 
insulation. What we are really interested in, is the local liner 
temperature. I would therefore ask: How many liner thermocouples 
were used? Where were they positioned, and did any high tempera-
tures arise? Furthermore, how were the punice blocks sealed to 
the liner and what sealing was used between the blocks? 
COSTAZ - EDP'; ilomme vous avez pu le voir sur les diapositives que 
je vous ai présentées, le circuit de réfrigération est constitué 
en partie courante de tubes 1" soudés sur la peau d'étanchéité. 
La distance entre ces tubes est de 30 cm. La température moyenne 
de la peau est variable entre l'été et l'hiver, puisqu'elle varie 
comme la source froide qui est la Loire. Toujours en partie cou-
rante elle est de l'ordre de 10 C en hiver et de 30 C en été. 
La différence de température entre un point de la peau 
d'étanchéité situé au droit d'un tube et un point situé à mi-
distance de deux tubes est de l'ordre de 4 C. Du point de vue 
168 
mesure des températures, 428 thermocouples Cuivre­Constantan 
sont répartis comme suit: 
­ 216 sur la peau d'étanchéité, 
­ 158 sur les traversées du béton, 
­ 44 dans le béton, 
­ 10 autour du caisson. 
La plupart des thermocouples situés sur la peau ou sur 
les traversées sont localisés aux points indiqués par le calcul 
comme étant les plus chauds. Aucune température anormale n'a été 
relevée jusqu'ici. 
La variation dans le temps de la quantité de chaleur qui 
traverse le calorifuge présente un intérêt certain pour l'exploi­
tant de la centrale, surtout dans le cas d'un matériau comme le 
béton de ponce dont les caractéristiques sont susceptibles de 
varier dane le temps. 
Pour répondre à la deuxième partie de la question, disons 
que l'ensemble de la paroi en béton de ponce forme un ensemble 
monolithique. Les pavés de 1 m χ 2 m environ sont mis en place 
à l'aide d'un outillage spécial. Il sont ensuite jointoyés au 
mortier de ponce de telle sorte que la continuité de l'ensemble 
soit assurée. De cette manière, la paroi de caloifuge est auto­
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I. DE BESTRALING VAN MORTELPROEFSTUKKEN 
Medio 1967 is in de Hoge Flux Reactor te Petten door het Reactor 
Centrum Nederland een bestralingsexperiment met mortelproefstukken 
uitgevoerd. De opdrachtgever was de Verenigde Bedrijven Bredero N.V. 
De opzet van de proef was de invloed van neutronen op de mechanische 
eigenschappen van enkele mortelsamenstellingen na te gaan. 
Voor dit experiment, dat door een paar kleinere proeven is vooraf-
gegaan, zi jn 24 proefstukjes gemaakt, te weten vijf soorten mortel, 
waarvan twee soorten barietmortel, magnetietmortel, zandmortel en 
hollithmortel, terwijl vier proefstukjes geheel uit bariet bestonden. 
De capsule waarin de monsters bestraald werden had als afmetingen: 
28 mm uitwendige diameter, 25 mm inwendige diameter, terwijl de 
lengte ca. 60 cm was. In deze pijpcapsule werden zes aluminium 
monsterhouders gemonteerd, die verbonden werden door staaldraden. 
Deze capsule vorm wordt in de Hoge Flux Reactor voor andere be-
stralingen ook gebruikt. 
Figuur 1 is een tekening van een aluminium monsterhouder. Hier kan 
men zien dat het proefstukje aan twee zijden tegen de vlakke Al 
wanden behoort aan te liggen, terwijl een verschuiving in horizon-
tale richting verhinderd wordt door twee dwarspennetjes. 
Figuur 2 is een foto van twee houders die gevuld zijn met ieder 
vier monsters. Hier kan men zien dat het verschuiven in verticale 
richting verhinderd wordt door het monteren van twee Al dekplaatjes. 
Het viel bij de montage reeds op dat diverse monsters zeer strak 
en andere daarentegen vrij ruim in de houders pasten. 
Tussen de monsterhouders werden vervolgens nikkel en cobaltfolies 
aangebracht voor het meten van de snelle en de thermische neutronen-
fluxen. Ook werd een chromel-alumel thermokoppel tussen de proef-
stukjes aangebracht. 
Een schematische situatie van de monsterhouders in het element ziet 
men in figuur 3· 
Rechts op de tekening is schematisch de snelle en thermische neu-
tronenfluxverdeling in verticale richting uitgezet. 
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Na het aanbrengen van de zes monsterhouders in de pijpcapsule werd 
de capsule geëvacueerd, daarna met helium gevuld, vervolgens dicht-
gelast en op lek beproefd. 
Als bestralingspositie in de Hoge Flux Reactor werd positie A 2 
gekozen. A 2 is een experimentpositie, waar bestraald kan worden in 
een Be reflectorelement. 
Figuur 4 stelt een horizontale doorsnede door de kern van de H.F.R. 
voor. A 2 bleek qua neutronenflux een zeer bruikbare positie voor 
dit experiment. Als bestralingstijd is één cyclus van de H.F.R. aan-
gehouden i.e. ca. 3 weken, nl. van 22 augustus tot 11 september 1967« 
Zoals uit figuur 3 blijkt werden de neutronenfluxen op 5 plaatsen 
bepaald, hetgeen een goed beeld gaf over de plaatselijke situatie. 
13 14 De thermische neutronenflux bedroeg 3 x 10 tot 10 per cm2 per 
sec, terwijl het aantal snelle neutronen per cm2 per sec ongeveer 
3 keer zo laag lag. 
De maximale temperatuur die het thermokoppel heeft aangewezen is 
88 C geweest. Ongetwijfeld zal de temperatuur in de proefstukjes 
en vooral in het centrum hiervan hoger zijn geweest. De plaatselijke 
nucleaire verwarming was n.l. vrij hoog, te weten ca. 2,5 W/gram, 
terwijl de warmtegeleiding. van de materialen vrij slechts is, het-
geen in een flinke temperatuurgradient moet resulteren. 
Tevens was door de ruwheid van de proefstukjes het aanrakings-
oppervlak met het aluminium vrij klein. De temperatuur in het 
midden van de proefstukjes is daarom slechts te schatten, maar 
globale berekeningen hebben uitgewezen dat deze temperatuur ca. 
150-200°C heeft bedragen. 
Tijdens het openzagen van de bestraalde capsule in het laboratorium 
voor sterk radioactieve objecten op ons centrum te Petten bleken 
de houders, die de proefstukjes bevatten,zeer vast in de omhullings-
capsule te zitten. 
Dit moet ongetwijfeld veroorzaakt zijn door de uitzetting van de 
proefstukjes tijdens de bestraling, waardoor diverse monsters ge-
broken zijn. Tijdens het uittrekken van de houders bleken dan ook 
stukjes mortel tussen de houders en de capsule te zitten, waardoor 
het uittrekken zeer bemoeilijkt werd. Waarschijnlijk zullen tijdens 
het uittrekken nog enige monsters beschadigd of gebroken zijn door 
loszittende gruisdeeltjes. 
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Bij inspectie van de gebroken proefstukken bleken velen gebroken 
te zijn op de plaats waar het pennetje uit de houder tegen de 
proefstukken heeft aangedrukt. 
Na het demonteren zijn in dit laboratorium de mechanische eigen-
schappen bepaald. 
Over de resultaten en de interpretatie hiervan wordt in deze voor-
dracht niet ingegaan, omdat de resultaten vooral vergeleken moeten 
worden met de veranderingen van de mechanische eigenschappen van 
mortels, die dezelfde temperatuursbehandeling, maar dan zonder 
straling, ondergaan hebben. 
De vergelijking tussen deze gegevens is door de fa. Bredero zelf 
uitgevoerd en zal dan ook door de heer van der Schaaf behandeld 
worden. 
Bij een eventuele volgende proef zal vooral op de volgende punten 
gelet dienen te worden: de aanpassing van de capsule, met het oog 
op de uitzetting van de mortel, en de toleranties die redelijkerwijze 
haalbaar zijn bij het maken van de proefstukjes. Hierdoor zal het 
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II. DE INVLOED VAN VERHITTING EN BESTRALING 
OP DE STERKTE VAN MORTEL EN BETON. 
De bestraling van mortel of beton gaat steeds gepaard met een tem­
peratuurverhoging alsgevolg van de plaatselijke nucleaire verwarming. 
Bij de uitgevoerde bestralingsproef bedroeg deze ca. 2,3 W/gr. De 
snelle neutronenflux tijdens de bestraling bedroeg 0,2 tot 0,5 x 
l4 2 20 2 
10 n/cm .sek. De totale dosis bedroeg 0,3 tot 0,8 χ 10 n/cm . 
Indien de mortelproefstukjes tijdens de bestraling waren geïso­
leerd, dan zou de temperatuurverhoging te groot geworden zijn. 
De warmte moest dus afgevoerd worden. 
Daar de warmteafvoer via de capsule plaats vond trad een tempera­
tuurgradient op. In het midden van de proefstukjes bedroeg de 
temperatuur 150 à 200 C , terwijl de temperatuur van de capsule 
ca. 50 C bedroeg. 
Om het effekt van de bestraling te kunnen interpreteren, zijn 
mortelproefstukjes van dezelfde afmetingen en samenstellingen als 
de bestraalde, onderworpen aan een verhittingsproef met een tijds­
duur gelijk aan de bestralingstijd (21 dagen). 
Hierbij werd een tèmperatuurgradient opgewekt van dezelfde orde 
van grootte als bij de bestraling, door de proefstukjes éénzijdig 
te verhitten, (zie figuur 1 en 2). De hoogste temperatuur bedroeg 
ca. 275°C, de laagste ca. 125°C 
In het kader van ons onderzoek, waarvan deze bestralingsproef 
het laatste deel is, zijn eveneens proefstukjes gelijkmatig verhit 
op 400 C, zodat het effekt van de bestraling kan worden vergeleken 
met de effekten van twee thermische behandelingen. 
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Effekt van bestraling en thermische behandeling 
barietmortel (p.c) 
- bestraling 
- temp.grad. 275 -125 
- temp. 400°C 
barietmortel (h.o.c.) 
- bestraling 
- temp. grad. 275 -125 
- temp. 400°C 
magnetietmortel (p.c) 
- bestraling 
- temp. grad. 275°-125° 
- temp. 400°C 
hollithmortel (p.c.) 
- bestreling 
- temp.grad. 275°-125° 


















































De breeksterkte van de toegepaste proefstukjes van θ χ 8 χ 70 mm 
vertoont voor niet verhitte en onbestraalde monsters reeds een 
grote spreiding, zodat de effekten van bestraling en verhitting 
niet duidelijk zijn. Voor de statische elasticiteitsmodulus geldt 
dit in mindere mate. 
De dynamische elasticiteitsmodulus is steeds vóór en nà de be­
straling of verhitting gemeten aan dezelfde proefstukjes en zal 
de effekten beter weergeven dan de breeksterkte en de statische 
elasticiteitsmodulus. 
Bij een vergelijking van de gebruikte toeslagmaterialen valt het 
op dat bariet mortel veel minder bestendig is bij bestraling dan 
magnetietmortel. Ook bij de eerder uitgevoerde verhittingsproeven 
(die in 1967 zijn gerapporteerd) is dit gekonstateerd. Magnetiet­
beton bezit een veel grotere bestendigheid bij verhitting tot 
400 C dan barietbeton. 
De sterkte (E­modulus) van de onderzochte bariet­ en magnetiet 
mortels werd door de bestraling ongeveer in dezelfde mate geredu­
ceerd als door een thermische behandeling die overeenkomt met de 
tengevolge van de bestraling optredende thermische effekten. 
Het geringe effekt van de bestraling op hollithmortel kan worden 
verklaard door een geringere v/armteóntwikkeling in verband met 
de geringere dichtheid van het materiaal. 
Het resultaat van de bestraling op de sterkte van bariet­ en 
magnetietmortels kan daarom worden toegeschreven aan de invloed 
van de thermische effekten die het gevolg zijn van de straling. 
Het effekt van verhitting tot 400 C is voor mortels echter aan­
zienlijk groter dan van verhitting tot 200 C, terwijl de effekten 
voor beton en mortels maar weinig verschillen. 
Het effekt van bestraling en verhitting tot 4θ0 C op beton zal dus 
vrijwel geheel worden beheerst door het effekt van de verhitting. 
182 -
De thermische eigenschappen van het beton bepalen voor een groot 
deel het gedrag van het beton in een konstruktie; met name zijn de 
thermische uitzetting en het warmtegeleidingsvermogen mede bepalend 
/oor de optredende spanningen. 
Barietbeton heeft een betrekkelijk grote thermische uitzetting, 
n.l. ongeveer 17,5 x 10~ ' m/m C in het gebied van 20 -50°C; 
dit is ongeveer 50 % hoger dan voor grindbeton, v/aarvan de uit-
zettingskoëfficiënt vrijwel gelijk is aan die van het wapenings-
staal. 
Magnetietbeton en hollithbeton hebben een vrij lage thermische 
uitzetting, en wel resp. ongeveer 25 % en 40 % lager dan die van 
grindbeton. 
Het warmtegeleidingsvermogen van magnetietbeton en van grindbeton 
is hoog; het warmtegeleidingsvermogen van barietbeton bedraagt 
iets minder dan de helft van dat der eerstgenoemde betonsoorten. 
Door de grote thermische uitzetting en het betrekkelijk lage 
warmtegeleidingsvermogen zullen bij verhitting in barietbeton 
aanzienlijk grotere temperatuurspanningen gaan optreden dan in 
magnetietbeton. Ook grindbeton zal zich in dit opzicht gunstiger 






Figuur 1 i Vertikale doorsnede van de verhittinge-






Figuur 2 t Situering van de proefstukken in de cylinder 
tijdens verhitting (schaal 1 t 1 ) 
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Nel quadro di un programma di studi sulla tecnologia del calce* 
struzzo sottoposto a sollecitazioni termiche è stata svolta un' 
ampia ricerca di base con l'obiettivo di mettere a punto un con 
glomerato cementizio, confezionato con costituenti (cemento e 
inerte) di normale impiego nella pratica costruttiva, suscetti-
bile di ensere utilizzato ad alta temperatura come materiale 
strutturale nei contenitori dei reattori nucleari. 
In tale studio sono stati presi in considerazione diversi tipi 
di cementi e di inerti e si è proceduto innanzitutto ad una ot 
timizzazione nei confronti della resistenza meccanica di alcu-
ni parametri caratteristici dei conglomerati, quali: dosaggio 
cemento, rapporto acqua cemento (A/C)e granulometria dell'iner 
te. 
Tutti i calcestruzzi esaminati sono stati sottoposti ad un trat 
tamento termico standard che prevede n cicli termici fra la tem 
peratura ambiente e quella massima (300-350°C) stabilita. Con 
tale trattamento si è inteso riprodurre nel conglomerato,con un 
certo fattore di amplificazione, le condizioni più gravose di e 
sercizio che si possono in pratica realizzare nelle strutture 
dei contenitori. 
Il comportamento dei calcestruzzi nei confronti del ciclo tenni 
co attuato è stato seguito attraverso la misura sistematica di 
diversi parametri, quali: resistenza a compressione e a tracio·« 
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ne, modulo di elasticità, modulo di Poisson. La caratterinazio 
ne dei materiali in esame è stata completata con misure di creep, 
di conducibilità termica e di dilatazione termica. 
Il risultato di questa vasta campagna di misure è stata l'indivi 
duazione di un conglomerato cementizio - da noi denominato calce 
struzzo standard - particolarmente adatto per l'impiego come ma-
teriale strutturale fino ad una temperatura di 300°C. Tale inda 
gine ha nel contempo consentito di evidenziare i principali fat-
tori responsabili del decadimento delle caratteristiche meccani-
che dei calcestruzzi per effetto dei trattamenti termici. 
La ricerca è stata quindi indirizzata verso l'obiettivo di indi-
viduare le soluzioni possibili per ridurre al minimo l'effetto di 
decadimento sopra ricordato e rendere così possibili temperature 
di impiego più elevate per i calcestruzzi. 
Il risultato di questa indagine è stata la messa a punto di un 
particolare conglomerato cementizio - da noi denominato B.H.T. -
nel quale è stato possibile ridurre notevolmente l'effetto di uno 
dei principali fattori da noi ritenuto responsabile del cattivo 
comportamento del calcestruzzo ai cicli temici. Il calcestruz-
zo B.H.T. è risultato idoneo ad essere utilizzato come materiale 
strutturale fino alla temperatura massima di 500°C. 
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In parallelo al programma termico sopra illustrato è stata svol-
ta un'esperienza intesa a determinare il comportamento all'irrag 
giamento delle malte rappresentative dei due tipi di calcestruz-
zo in esame, standard e B.H.T. 
L'irraggiamento ha avuto luogo nel reattore di tipo a piscina 
"Galileo Galilei" del CAMEN (San Piero a Grado - Pisa) utiliz-
zando due dispositivi inseriti nella griglia portaelementi, a 
distanze diverse dal "core" del reattore. 
20 -2 Il flusso neutronico termico integrato è risultato di 10 n.cm 
19 -2 per il dispositivo più vicino al "core" e di 10 n.cm per lo 
altro dispositivo. Le temperature medie raggiunte sono state r_i 
spettivamente di 280°C e di 130°C. Il flusso neutronico veloce 
integrato si può considerare pari ad un decimo di quello termico 
1< e la dose gamma totalizzata nei due dispositivi pari a 10 Roent 
gen. 
Allo scopo di discriminare gli effetti della temperatura da quel_ 
li dovuti alla radiazione, un'analoga serie di campioni è stata 
tenuta fuori pila nelle stesse condizioni di temperatura e di umi 
dita dei campioni sotto irraggiamento in un dispositivo denomina 
to "Storia Termica". 
Al termine dell'irraggiamento, i dispositivi sono stati colloca 
ti in una vasca annessa al reattore per un periodo di raffred-
damento. 
Attualmente sono in corso i lavori per il collaudo delle attrez 
zature necessarie per lo smantellamento dei medesimi, mentre so 
no già state approntate e collaudate la cella calda e le apparse 
ohiature per gli esami sui campioni irraggiati. 
Infine, sono state eseguite tutte le misure previste sui provi-
ni "Storia Termica". 
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2. PROGRAMMA TERMICO. 
Una prima fase del programma termico prevedeva trattamenti termi­
ci fino a 200°C ed è stata dedicata allo studio preliminare dell' 
influenza sulle caratteristiche meccaniche dei calcestruzzi di al 
cuni inerti di normale impiego ­ alluvionale e calcareo ­ e della 
relativa granulometria, come pure dei diversi cementi disponibili 
in commercio, quali: Portland, Alto Forno, Pozzolanico e Fuso Al­
luminoso. In questa fase è stata anche tentata una ottimizzazio­
ne di alcuni parametri caratteristici dei conglomerati cementizi, 
quali: dosaggio cemento, esplorato nel range 
porto acqua cemento, esaminato da 0,4 a 0,6. 
300­400 kg/m , e rap_ 
I trattamenti termici attuati consistono essenzialmente in una fa 
se di essicamento in forno, in genere della durata di 28 giorni, 
cui vengono sottoposti i provini, tre per ogni prova, preventiva­
mente stagionati in acqua per 28 o 56 giorni, ed in una fase di 
raffreddamento in aria secca o umida prima della misura di resi­
stenza, a seconda che si voglia impedire il riassorbimento anche 
parziale dell'umidità eliminata nell'essicamento oppure si inten­
da immergere successivamente i provini in acqua, sino al completo 
reintegro dell'acqua eliminata. 
Per ogni prova su calcestruzzo è stata eseguita una prova uguale 
su provini 7 cm χ 7 cm ι 7 cm di malta plastica ( confezionati 
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con uguale cemento), il tipo di malta che molto più della ruaita 
"normale" battuta si avvicina, per composizione, assortimento 
granulometrico, plasticità, alla pasta cementizia che lega l'i-
nerte del calcestruzzo. Lo scopo di queste prove è di stabili-
re una correlazione, per quanto riguarda la resistenza a com-
pressione, tra la serie di calcestruzzi di un cemento (confezio 
nati con vari dosaggi e rapporti A/C) e la malta plastica (ad u 
nico dosaggio e rapporto A/c) dello stesso cemento di cui è sta 
to previsto l'impiego nel programma di irraggiamento. 
Nella fase successiva dèi programma termico, ristretta 1*indaga 
ne a pochi tipi di calcestruzzo, è stata portata a 300°C e a 
400°C la temperatura massima del trattamento ed è stato aumenta 
to il numero dei cicli termici fino a tre. 
Il comportamento dei calcestruzzi è stato seguito con misure sì 
stematiche di densità, resistenza a compressione, modulo di eia 
eticità dinamico e statico, modulo di Poisson, resistenza a tra 
zione. Queste misure hanno consentito l'individuazione del cai 
cestruzzo le cui caratteristiche meccaniche subiscono il decadi 
mento minore per effetto del trattamento termico attuato. Tale 
calcestruzzo, che è stato da noi denominato "standard", risulta 
cosi costituito: oemento Portland 730, dosaggio 400 kg/m , rap-
porto acqua cemento 0,4» inerte calcareo. Le misure hanno per-
altro permesso di definire la temperatura massima di possibile 
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impiego del calcestruzzo standard, che è risultata di 300°C. 
Per una completa caratterizzazione del calcestruzzo standard e 
per individuarne i reali limiti di resistenza-ai cicli termici 
ripetuti, tale calcestruzzo è stato sottoposto ad un trattamen 
to termico con temperatura massima di 300°C che prevede 6 ci-
cli completi. 
Su provini di tale calcestruzzo sono state inoltre eseguite ini 
sure del coefficiente di dilatazione termica, del coefficiente 
di conducibilità termica, nell'intervallo di temperatura di 
possibile impiego; come pure misure di scorrimento viscoso sot 
to carico (creep) a temperatura ambiente e ad alta temperatura. 
I principali risultati di tali misure e le caratteristiche es-
senziali degli strumenti impiegati vengono esposti nei peragra 
fi seguenti. 
A questo punto la ricerca si è proposta l'obiettivo di indivi-
duare i principali fattori responsabili del decadimento delle 
caratteristiche meccaniche del calcestruzzo sottoposto a trat-
tamenti termici ciclici. I due costituenti base del calcearuz 
zo standard - legante e inerte - sono stati individualmente 
sottoposti al trattamento termico di riferimento. La malta ha 
fatto registrare una diminuzione della resistenza a compreselo 
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ne nettamente inferiore a quella riscontrata nel calcestruzzo stan 
dard; nell'inerte (pietra calcarea), d'altra parte, non si è pro-
dotto apprezzabile diminuzione di resistenza. 
Questi risultati hanno permesso di localizzare all'interfaccia tra 
inerte e legante la causa del decadimento delle caratteristiche 
meccaniche del conglomerato. E' stata pertanto avanzata l'ipotesi 
che uno dei principali fattori responsabili della diminuzione del-
le caratteristiche meccaniche del calcestruzzo sottoposto a tratta 
menti termici ciclici Sia rappresentato dalla formazione di micro-
fessure tra i costituenti del conglomerato, provocata in massima 
parte dai diversi coefficienti di dilatazione dell'inerte e della 
malta. 
Per convalidare questa ipotesi è stata svolta una vasta campagna 
di misure dei coefficienti di dilatazione individuali del calca-
re e della malta, arrivando alla conclusione che i coefficienti 
di dilatazione dei due costituenti del calcestruzzo standard so« 
no diversi e tale differenza viene esaltata da un aumento della 
temperatura. 
Si è· tentato quindi di costruire un conglomerato sostituendo al 
criterio di scelta dei costituenti basato sulla considerazione 
delle proprietà meccaniche individuali della malta o dell'iner-
te un criterio tendente a massimizzare le caratteristiche globa 
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li del complesso malta­aggregato nelle condizioni di impiego. 
Questa filosofia ha implicato spesso l'accantonamento di iner 
ti con buone caratteristiche di resistenza meccanica a vantag 
gio di altri con caratteristiche meno buone, ma più compatibly 
li con quelle della malta impiegata ai fini del comportamento 
ai cicli termici ripetuti. 
Con tale impostazione si è pervenuti all'individuazione di un 
calcestruzzo confezionato con cemento Portland 730 e con iner 
te di natura baritica (da noi denominato B.H.T.) che presenta 
ad alta temperatura (fino a 500°C) proprietà migliori del cal^  
cestruzzo standard (Portland 730 e inerte calcareo). 
Le proprietà del calcestruzzo B.H.T. vengono riportate a con­
fronto con quelle del calcestruzzo standard nei paragrafi che 
seguono, per meglio evidenziare le differenze di comportamen­
to riscontrate. 
2.1 Resistenza a compressione. 
■*■ — — — — — — ι !■ ι — w^mm~mrmimmmmm**—*~^mm 
Le variazioni della resistenza a compressione del calce­
struzzo standard e del calcestruzzo B.H.T. in funzione 
del trattamento termico di riferimento ­ che prevede sei 
cicli termici completi con temperatura massima di 300°C 
e di 350°c per il calcestruzzo standard e di 500°C per il 
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calcestruzzo B.H.T. - sono sinteticamente espresse nei grafi^ 
ci di fig. 1. Ci sembra degno di rilievo il fatto che la per 
dita di resistenza del calcestruzzo B.H.T. dopo 6 cicli con 
temperatura massima di 500°C non è superiore a quella-del cai 
cestruzzo standard dopo lo stesso numero di cicli con tempe-
ratura massima di 35°0C. 
2.2 Modulo E. 
Le misure del modulo di elasticità E nelle diverse fasi del 
trattamento termico sono state eseguite con un metodo dina-
mico basato sulla rilevazione della velocità di propagazio-
ne di ultrasuoni nel mezzo. 
A titolo di controllo tale grandezza è stata anche misurata 
con un metodo statico basato sulla determinazione - median-
te estensimetri meccanici - della deformazione del provino 
sotto un carico noto applicato in regime elastico. 
I risultati ottenuti hanno mostrato che il modulo di elasti 
cita, a differenza della resistenza a compressione, dipende 
essenzialmente dalla temperatura massima realizzata nel ci-
clo e solo marginalmente dal numero dei cicli attuati. Per 
dare un ordine di grandezza precisiamo che il calcestruzzo 
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standard dopo 6 cicli a 300°C fa registrare una diminuzione 
del modulo di elasticità statico dell'ordine del 75$ rispet 
to a quello di uguali provini stagionati in acqua, che non 
risulta molto diversa dalla variazione misurata al termine 
del primo ciclo;il calcestruzzo B.H.T. dopo 6 cicli a 500°C 
fa registrare una diminuzione del modulo di elasticità sta-
tico pure dell'ordine del 75$ rispetto a quello di provini 
stagionati in acqua, che è confrontabile con la variazione 
misurata al termine del primo ciclo. 
Le variazioni del modulo di elasticità del calcestruzzo stan 
dard e del calcestruzzo B.H.T. in funzione del trattamento 
termico di riferimento sono sinteticamente espresse nel gra 
fico di fig. 2. 
Il modulo di elasticità statico è di regola inferiore al mo 
dulo di elasticità dinamico. Allo scopo di individuare le 
cause della differenza sistematica riscontrata tra queste 
due grandezze sono state eseguite misure del modulo di ela-
sticità dinamico sotto carico. Si è arrivati alla conclu-
sione che la condizione di carico non spiega la differenza 
sistematica riscontrata fra il modulo E dinamico ed il modu 
lo E statico, che è piuttosto da ascrivere al meccanismo di 
propagazione degli ultrasuoni nel mezzo. 
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2.3 Modulo di Poisson. 
Le misure del modulo di Poisson eseguite con il sistema e-
stensimetrico hanno messo in evidenza che a 110°C tutti i 
tipi di calcestruzzo mostrano una tendenza alla diminuzio-
ne di LA ; per temperature superiori si nota invece un au-
mento che diventa molto forte alle massime temperature 
(300-400-500°C). Il forte alimento che si riscontra alle al 
te temperature è, a nostro avviso, da attribuire alle fes-
sure che si creano nella struttura in seguito ai trattamen 
ti termici. 
L'andamento del modulo di Poisson dei due tipi di calce-
struzzo esaminati - standard e B.H.T. - in funzione del 
trattamento termico di riferimento è rappresentato nel 
grafico di fig. 3. 
2.4 Resistenza a trazione. 
La resistenza a trazione dei calcestruzzi è stata determi-
nata con il cosiddetto metodo brasiliano che prevede un pro 
vino cilindrico di calcestruzzo caricato in direzione ra-
diale e portato a rottura. 
La resistenza a trazione del materiale è espressa da : 
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tf* ■ —o · T 
ττ d ι 
dove : 
0"t ­ resistenza a trazione, kg/cm 
Τ ­ carico di rottura, kg 
c' ­ diametro del provino cilindrico, cm 
­ lunghezza del provino cilindrico,cm t 
In realtà è stata leggermente modificata la metodologia 
classica, nel senso che sono stati impiegati provini di 
calcestruzzo di forma cubica sollecitati a compressione 
tra due rulli. Prove comparative hanno dimostrato l'e­
quivalenza delle due metodologie. 
I risultati ottenuti hanno messo in evidenza l'influen­
za dei trattamenti termici sulla resistenza a trazione 
dei calcestruzzi. Nel caso del calcestruzzo standard è 
stata infatti misurata una perdita di resistenza dell' 
80$ dopo 6 cicli termici con temperatura massima di 
300°C. 
198-
2.5 Coefficiente di dilatazione termica. 
Le misure del coefficiente di dilatazione termica dei calce-
struzzi sono state eseguite con un'apparecchiatura di nostra 
progettazione. 
Nell'esecuzione di tali misure sono state seguite modalità 
particolari per tentare di evidenziare i diversi fenomeni 
che si producono nella fase di riscaldamento del calcestruz 
zo, in particolare il ritiro, la dilatazione termica pro-
priamente detta e la deformazione residua, dovuta alla for 
inazione di microfessure nel materiale. E' stato infatti 
attuato un particolare tipo di ciclo che prevede una prima 
salita in temperatura fino a 130-150°C ed uno stazionamen-
to prolungato a questa temperatura (di 48 ore) per favori-
re l'eliminazione dell'acqua libera. 
Il successivo raffreddamento a velocità controllata consen 
te la lettura del ritiro in corrispondenza dell'ascissa i-
niziale. Una seconda salita in temperatura, fino a 340 + 
350°C, permette la determinazione del coefficiente di dila 
tasione termica vero e proprio (depurato cioè dal ritiro)e 
la curva di discesa intercetta infine Bull Ordinata,in cor 
rispondenza del valore iniziale della temperatura, la de-
formazione residua. 
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E' stata inoltre adottata una velocità di salita in tempera 
tura piuttosto bassa (5°C/h nella prima salita, 10eC/h nel­
la seconda^ per ridurre al minimo l'influenza di tals para­
metro nella determinazione delle grandezze in esame. 
Nei grafici di figg. 4 e 5 sono riportati i risultati otte­
nuti. Nella tabella 1 vengono indicati alcuni valori del 
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I valori del ritiro e della deformazione residua sono inve· 

















Questi risultati confermano che l'entità della microfessura 
zione indotta nel calcestruzzo B.H.T. dai cicli termici è 
notevolmente inferiore a quella che si verifica nel calce-
struzzo standard. 
Sono state inoltre eseguite misure dei coefficienti di dila-
tazione individuali degli inerti e delle malte cementizie 
impiegate nella confezione del calcestruzzo standard e del 
calcestruzzo B.H.T. con un dilatometro di alta precisione 
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realizzato dai nostri laboratori. 
I risultati ottenuti sono graficamente illustrati nei diagram 
mi di figg. 6 e 7 in termini di dilatazioni e nei diagrammi di 
figg. 8 e 9 in termini di coefficienti di dilatazione. 
La nostra ipotesi di lavoro, a suo tempo avanzata, che uno dei 
principali fattori responsabili della diminuzione di resisten 
za a compressione dei calcestruzzi per effetto dei trattamen-
ti termici è la formazione di microfessure tra malta e inerte 
dovuta ai diversi coefficienti di dilatazione dei due costi-
ίμβηΐί, appare sufficientemente provata. Sotto questo profi* 
lo va messo in evidenza che l'anisotropia dell'inerte calca­
reo, che fa registrare infatti coefficienti di dilatazione di^  
versi in tre direzioni ortogonali, finisce quindi per giuoca« 
re un ruolo importante nel comportamento del calcestruzzo ai 
cicli termici. 
2.6 Creep. 
Sono state eseguite misure di creep a temperatura ambiente su 
provini di calcestruzzo standard e di calcestruzzo B.H.T. 
I risultati ottenuti sono riportati a confronto nei grafici di 
figg. 10,11,12 e si riferiscono alle tre condizioni di carico 
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previste (0,2 <5 , 0,ACf e 0,6(X , con & uguale al carico 
di rottura convenzionale assunto pari a 45O kft/cm ). 
Sono state pure eseguite misure di creep a temperatura di 
150°C e di 300°C su provini di calcestruzzo standard e a 
450°C su provini di calcestruzzo B.H.T. nelle tre condizio 
ni di carico sopra richiamate. 
Le figg. 13,14 e 15 riproducono i risultati ottenuti. 
Nelle tabelle 3 e 4 sono numericamente espressi i parametri 
più significativi misurati e le velocità di scorrimento vi-
scoso, dedotte dai tratti a pendenza costante delle curve di 
figg. 10,11,12 e 13,14,15· E* il caso di rilevare che la 
velocità di creep del calcestruzzo B.H.T. a 450°C nelle con 
dizioni più gravose di carico risulta abbastanza bassa, in-
feriore all'1$ in 30.000 ore. 
Nel grafico di fig. 16 sono state riportate per i due tipi 
di calcestruzzo esaminati le velociti di scorrimento visco-
so in funzione del carico applicato e della temperatura. Da 
questo diagramma si rileva che la velocità di scorrimento 
del calcestruzzo B.H.T., a differenza di quello standard, è 
praticamente indipendente dalla temperatura di prova. 
Tabella 3 _ Misure di creep di calcestruzzi standard e B.H.T. a temperatura ambiente (valori medi) 
! » MACCHINA N. 1 „ ' MACCHINA N. 2 J MACCHINA N. 3 0 ! I ! 2 ' / 2 ' . 2 ι | So l lec i tàz . 90 kg/cm | Sol leci taz.180 kg/cm | Sol leci taz .270 kg/cm } 
! t t ι ι t ι ¡ t ! standard J B.H.T. | standard J B.H.T. } standard { B.H.T. | 
ι 1 I 1 1 1 1 I 
• Deformazione t o t a l e dopo l ' a p p l i c a ­ | J | j J { j 
J zione del carico μ /m 272,5 J 326,7 J 450,0 } 689,0 J 1105,0 } 1148,2 J 
ι · ! ! ! ! ! ! 
{ Deformazione to t a l e a fine prova ' j » i 1 J ? 
} (242 gg) μ /m { 570,0 { 702,2 J 892,0 · 1310,7 } 1710,0 | 2141,7 J 
I ■ i ! ! ! Í ! ¡ 
J Recovery immediato a l lo scarico μ /m | 245,0 } 231,0 | 362,0 { 490,0 { 577,5 } 798,0 } i l i l i l í 
J Recovery t o t a l e μ /m ' 276,5 } 260,2 » 400,0 } 549,7 617,5 { 890,7 J I i i i i 
j Velocità di scorrimento viscoso j ! ! ! f I I 
| μ /m/giorno } 0,200 { 0,3675 } 0,220 } 0,678 0,290 j 1,485 } ! i ! ! i I i i 
8 
Tabella 4 ­ Misure di creep di calcestruzzi standard e B.H.T. ad alta temperatura. 
! 
! Deformazione totale dopo l'applica­
! zione del carico μ /m 
¡ Deformazione totale a fine prova 
| (250 gg) μ /m 
J Recovery immediato allo scarico μ /m 
* Recovery totale μ /m 
! Velocità di scorrimento viscoso 
! μ /m/giorno 
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2.7 Coefficiente di conducibilità termica. 
E' stata eseguita una serie completa di misure del coefficien 
te di conducibilità termica su provini ri i calcestruzzo stan-
dard fino alla temperatura media di 220CC. 
Tali misure sono state eseguite per valori crescenti e decre-
scenti della temperatura, cercando di realizzare le migliori 
condizioni di stabilizzazione termica. 
In fig. 17 sono riportate in grafico le due serie di valori 
ottenuti, rispettivamente per temperature crescenti e decre 
scenti. 
Si rileva che i valori del coefficiente di conducibilità ter-
mica misurati per temperature crescenti sono in generale mag-
giori di quelli ottenuti per temperature decrescenti. Questo 
fenomeno è essenzialmente determinato dalla presenza dell' 
acqua nel materiale nella fase di riscaldamento. 
Esaminando la curva superiore, si nota un tratto ascendente 
fino alla temperatura di circa 87°C che corrisponde alla con 
ducibilità del calcestruzzo contenente una certa quantità di 
acqua libera. In questa fase la quantità di calore traspor-
tata per diffusione del vapore aumenta con la temperatura ed 
è di gran lunga superiore a quella trasportata dall'acqua per 
semplice conduzione. Al di sopra di questa temperatura la con 
ducibilità del calcestruzzo diminuisce per effetto dell'élirai 
nazione dell'acqua libera. 
Sono state eseguite misure dello stesso tipo su provini di cai 
cestruzzo B.H.T. che vengono riportate a confronto nello stes-
so grafico di fig. 17· 
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3. CONCLUSIONI 
Il programma di ricerca svolto ha permesso di individuare i prin 
cipali fattori responsabili del decadimento delle caratteristi-
che meccaniche dei calcestruzzi per effetto dei trattamenti ter-
mici. Fra questi la compatibilità tra i due costituenti base del 
conglomerato cementizio - malta e inerte - sotto il profilo del-
le proprietà fisiche, tra cui in modo marcato la dilatazione ter 
mica, è risultata la condizione necessaria per assicurare al cai 
cestruzzo un buon comportamento ai cicli termici ripetuti. 
In altri termini, per costruire un calcestruzzo idoneo ali'impie 
go ad alta temperatura e ai cicli termici è necessario sostitui-
re al criterio di scelta dei suoi costituenti basato sulla consi_ 
derazione delle proprietà meccaniche individuali della malta e 
dell'inerte un criterio che selezioni tali componenti in base al 
la sopra definita compatibilità in tutti l'arco di temperatura di 
impiego previsto. Tale criterio tende ovviamente a massimizzare 
le caratteristiche globali del complesso malta—aggregato nelle 
reali condizioni di utilizzazione. 
Il calcestruzzo B.H.T. è stato individuato cercando di soddisfa 
re questo criterio di compatibilità tra i due costituenti base, 
il che ha implicato l'accantonamento di inerti con buone caratte 
ristiche di resistenza meccanica (quelli calcarei) a vantaggio di 
altri con caratteristiche individuali meno buone (quelli bari-
tici), ma più compatibili con quelle della malta impiegata ai 
fini del comportamento ai cicli termici ripetuti. 
L'adozione sistematica di questo criterio consentirà, a nostro 
avviso, 1Tindividuazione nel tempo di una famiglia di calce-
struzzi idonei all'impiego ad alta temperatura e ai cicli ter-
mici, nel cui ambito il B.H.T. si configurerà come il caposti-
pite, ma non necessariamente come la soluzione ottimale. 
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4 . PROGRAMMA D I DffiAGGIAMENTO. 
4.1 Materiali impiegati 
I provini sottoposti a irraggiamento sono stati confeziona 
ti con malte plastiche rappresentative dei calcestruzzi esa 
minati nell'ambito del programma termico. 
La ragione di tale scelta risiede nella necessità di mantene 
re entro limiti ragionevoli le dimensioni dei dispositivi di 
irraggiamento e di disporre nel contempo di un numero di pro 
vini adeguato a garantire una statistica sufficiente per i 
risultati delle misure. 
Allo scopo sono state effettuate varie prove di correlazione 
statistica tra i diversi tipi di malta standardizzata ed i cor_ 
rispondenti calcestruzzi. La malta che ha dato i migliori ri 
sultati è stata quella ottenuta con granulometria e dosaggio 
sperimentali, partendo dal presupposto che essa dovesse rap-
presentare quanto resta in un calcestruzzo medio, una volta 
che da esso siano state tolte le frazioni di inerte di diame 
tro superiore a 5 mm. Il dosaggio cemento/inerte è stato adot 
tato pari a 1/3 ed il rapporto acqua/cemento pari a 0,5. 
Questi valori sono gli stessi usati dal metodo Rilem. 
Sono stati impiegati due tipi di malte: 
- malte tipo Standard (cemento Portland 730 ed inerte calcareo) 
- malta tipo BHT (cemento Portland 730 ed inerte baritico). 
Prima di essere introdotti nei dispositivi di irraggiamentc, 
i provini hanno subito un trattamento termico per eliminare 
l'eccesso di acqua libera. 
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In totale, sono stati irraggiati 24 provini a geometria priroatica 
di dimensioni 4x4x16 cm e 4 provini di tipo cilindrico forato,di 
diametro 8 cm, spessore 2 cm e diametro del foro interno 2 cm. 
La fig. 18 illustra la disposizione dei provini nei dispositivi 
di irraggiamento. 
Una disposizione analoga è stata adottata per l'esperienza "Storia 
Termica", come menzionato nel Cap.1. 
4.2 Dispositivi di Irraggiamento e Storia Termica 
Sono stati impiegati due dispositivi di irraggiamento identici, co 
stituiti da una parte attiva, contenente il forno in cui sono sta-
ti alloggiati i provini, e da un tubo, lungo circa 10 m, previsto 
per portare alla superficie della piscina i cavi di pilotaggio e 
controllo dell'esperienza. 
In ogni forno, i provini di malta risultavano disposti in tre set-
tori sovrapposti, contenenti ciascuno 4 esemplari. 
Tutte le parti erano di acciaio inossidabile AISI 316. 
Nella parte attiva, durante l'irraggiamento, è stata mantenuta una 
atmosfera inerte di elio, alla pressione relativa di 1,2 Atm., allo 
scopo di favorire lo scambio termico con l'acqua di refrigerazione 
(la medesima che asporta il calore dal "core" del reattore). 
In fig. 19 è riportato il disegno d'assieme dei dispositivi summen-
zionati. 
Detti dispositivi erano inoltre equipaggiati con un sistema di stru 
mentazione per la regolazione ed il controllo della temperatura e 
per la sicurezza. 
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II dispositivo "Storia Termica" era costituito da due forni oriz­
zontali, con un sistema di pilotaggio per adeguarne la temperatu­
ra a quella dei dispositivi d'irraggiamento. 
4.3 Caratteristiche dell'esperienza di irraggiamento 
L'irraggiamento ha avuto luogo nel reattore G. Galilei del CAtfEN 
di Pisa. 
Detto reattore è del tipo a piscina con combustibile ad Uranio ar 
235 ricchito (circa 90$ di U ). 
Durante l'esperienza ha funzionato normalmente alla potenza di 
5 MW. 
La tabella seguente dà le condizioni di irraggiamento che hanno in 
teressato i dispositivi contenenti le malte. 
TABELLA 5 
Condizioni di irraggiamento 
H I 
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L'irraggiamento ha avuto inizio il 3 Aprile I967 ed è prosegui 
to senza particolari inconvenienti fino al 21 Luglio, lata al-
la quale il reattore è stato spento per procedere alle manuten 
zioni periodiche . 
L'esperienza è stata ripresa ir. Ottobre e portata a termine il 
24 Gennaio I968. 
Complessivamente, è stato realizzato un irraggiamento per un to 
tale di 2130 ore di funzionamento del reattore a 5 Mtf effettivi. 
Nella Tabella 6 sono riportati i flussi neutronici e le dosi gara_ 
ma tota?.izzati durante l'esperienza di irraggiamento. 
TABELLA 6 
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Settore infer iore 
Settore superiore 
Settore centrale 
Settore infer iore 
B 8 8 R 3 S e a S G B = B C C K X S B D a S 
: = s s c : e B Z B = s = s : z : = = = = = ■ = = 
Flusso neutronico 
(n. cm" ) 
Termico ¡ 
1,25. i o 2 0 I 
20 ! 
1,9. 1 0 / Ü j 20 
1,25. 10 
19 2 .5 . 10 y 
3,8. IO19 
19 ί 
2 ,5 . 10 7 ¡ 
i 
™ = = = = ™ ^ = = = , 
integrato 
Veloce 
1.25. Ό 2 0 
1 9 
1,9. »Ο y 
19 1,25. 1 0 * 
18 

































4.4 Condizioni di temperatura durante l'esperienza di irraggiamento 
In sede di impostazione del programma di irraggiamento, era sta-
to progettato e realizzato un sistema di riscaldamento dei pro-
vini di malta con lo scopo di mantenere costante la loro tempe-
ra, indipendentemente dalle fluttuazioni di potenza del reatto-
re. 
Per un guasto ad uno dei cavi di adduzione della corrente, il com 
plesso riscaldante per entrambi i dispositivi ha cessato di funzio 
nare al secondo mese di irraggiamento, per cui, nell"impossibilità 
di procedere a riparazione senza interrompere l'esperienza, è stato 
deciso di proseguire l'irraggiamento facendo a meno del riscaldameli 
to esterno. 
Le temperature registrate sono quindi essenzialmente dovute alla 
radiazione gamma del reattore dissipata entro i provini di malta. 
In tali condizioni, per avere dati significativi, si è ritenuto op_ 
portuno tener conto delle temperature mensili medie (medie dei vaio 
ri attorno ai quali si stabilizzava la temperatura dei provini quan 
do il reattore funzionava a regime). 
Le due tabelle seguenti riportano i dati cosi raccolti con i criteri 




Temperature medie mensili relative ai dispositivi d'irraggiamento (°C) 
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Come era prevedibile, data la diversità del flusso ¿ramma esisten-
te nelle corrispondenti posizioni dei dispositivi di irraggiamento, 
le temperature sono notevolmente differenti. 
Per quanto concerne il dispositivo Storia Termica, le temperature, 
del forno 2 sono generalmente in accordo con quelle del dispositi-
vo d'irraggiamento 2, come da progetto, mentre non è stato possibi 
le riprodurre esattamente nel forno 1 l'andamento delle temperatu-
re del dispositivo d'irraggiamento 1. 
L'accordo è però buono se ci si riferisce al livello centrale dei 
provini. 
4.5 Operazioni post-irraggiamento 
Dal gennazio I968 a tutt'oggi, i dispositivi irraggiati sono stati 
lasciati decadere in una vasca annessa alla piscina del reattore. 
Una misura di dose eseguita nell'Aprile del presente anno, ha fat-
to registrare un valore di 600R/h a contatto della parete esterna 
della parte attiva. 
Per quanto concerne lo smantellamento dei dispositivi summenzionati, 
sono state messe a punto le apparecchiature necessarie, mentre sono 
attualmente in corso esperienze di smantellamento su dispositivi si-
mili a quelli irraggiati. 
Le operazioni previste si possono riassumere come riportato in ap -
presso. 
(i) La prima operazione consiste nel separate la parte attiva del 
dispositivo dal tubo portacavi. Detta operazione verrà esegu± 
ta nella sala vasche 'del reattore impiegando una troncatrice 
opportunamente schermata. 
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(ii) Successivamente, il dispositivo contenente i provini verrà 
trasferito nella cella di smantellamento annessa al reatto­
re dove, mediante apposita macchina di taglio, verranno ta­
gliate le estremità superiore ed inferiore della parte at ­
tiva. 
I provini irraggiati possono così venir estratti e, mediante 
contenitore schermato, essere trasferiti alla cella di misura. 
Tenendo conto dell'andamento dei lavori e delle difficoltà finora in 
contrate, si prevede che l'estrazione dei provini 'irraggiati potrà 
essere completata verso la fine del presente anno. 
4.6 Attrezzature per gli esami e le misure post­irraggiamento 
E' stata appositamente allestita una cella di media attività per 
l'esame delle malte irraggiate. Detta cella è costituita da un gu­
scio di acciaio AQ40 (spessore 4 + 5 mm) collocato su uno scheletro 
di calcestruzzo di spessore 30 cm. 
Nella cella sono state collocate e remotizzate le apparecchiature pre 
viste per la caratterizzazione dei provini irraggiati. 
In appresso si riportano le prove previste con l'indicazione delle at 
treζzature che verranno usate. 
(i) Dimensioni e peso 
­2 
Verranno impiegati micrometri con sensibilità 10 mm e bila­
cia con sensibilità 1 g. 
(ii) Dilatazione termica 
E' stato progettato e costruito un dilatometro costituito da 
un forno verticale con tre sezioni riscaldanti, ciascuna del­
- 215 -
le quali ha una sua propria regolazione di temperatura. 
La misura della dilatazione si ottiene attraverso l'in-
dicazione di un comparatore raillesiraale, collocato sul-
la testa del forno. Le letture vengono effettuate median 
te lente di ingrandimento, mentre il complesso di pilo -
taggio e registrazione della temperatura è mantenuto al-
l'esterno delia cella. 
(iii) Conducibilità termica 
E' stato progettato e costruito un conduttivimetro, per 
la misura della conducibilità termica col metodo radiale, 
su provini a geometria cilindrico-forata, pilotato dallo 
esterno della cella calda. 
(iv) Resistenza a flessione ed a compressione 
Verrà impiegata una pressa per la misura della resistenza 
a flessione ed a compressione, di nostra progettazione e 
costruzione, con centralina oleodinamica di comando remo-
tizzata. 
Verrà eseguita prima la misura della resistenza a flessio-
ne e quindi la misura della resistenza a compressione, ufa 
lizzando i due semi-provini risultati dalla prova preceden-
te. 
(v) Modulo elastico 
Verrà usato lo stesso apparecchio già impiegato per le misu-
re analoghe sui provini di calcestruzzo. 
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4.7 Risultati dello misure eseguite sui provini Storia Termica 
I provini di malta contenuti nel dispositivo Storia Termica 
sono stati sottoposti alle misure previste. 
I risultati sono riportati nelle Tabella n° 9, 10, 11. 
Una discussione approfondita dei risultati verrà effettuata 
quando saranno disponibili i dati concernenti le malte irrag-
giate. Qui ci limitiamo a rilevare che i risultati sono gene 
raímente in accordo con i risultati delle misure effettuate 
sui provini dei calcestruzzi corrispondenti. 
TA3SLLA 9 
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THE EFFECTS OF REACTOR RADIATION ON CONCRETE 
B.T. KELLY, J.E. BROCKLEHURST, 
D. MOTTERSHEAD, MRS. S. McNEARNEY 
United Kingdom Atomic Energy Authority, Reactor Materials 
Laboratory, Culcheth, Nr. Warrington, Lanes 
and 
I. DAVIDSON 
United Kingdom Atomic Energy Authority, G.R.D., Risley, 




The development of pre-stressed concrete pressure vessels for nuclear 
reactors has led to many studies of the behaviour of concrete in such a 
structure.'^ ' A review^) of existing studies on the effect of reactor 
radiation on the properties of concrete, revealed that many experiments had been 
carried out but the dosimetry was either inadequate or the post-irradiation 
examination was limited. No clear evidence of any radiation effect had been 
found; (although more recent studies in Russia(3) and France v4) have shown definite 
effects). The Reactor Materials Laboratory, Culcheth, therefore undertook a study 
of the effects of reactor radiation on high strength P.C.P.V. concrete and its 
separate components, cement paste and aggregate. An attempt was also made to 
estimate the neutron dose required to produce the equivalent, damage to the 
concrete in a Materials Testing Reactor to that which would occur in 
the very soft neutron spectrum of a P.C.P.V. 
The programme of study divides naturally into two parts. 
a) The study of the physical property changes and gas generation of two 
types of concrete (made with Ordinary Portland Cement and two distinct 
aggregates under otherwise identical conditions) when exposed to reactor 
radiation and γ-radiation separately. 
b) The study of the effects of reactor radiation on mineral aggregates 
and cements suitable for-P.C.P.V. concrete. 
The results of all these studies are reported below. 
2. EXPERIMENTAL DETAILS 
A) Experimental Materials 
Two examples of high strength concrete were prepared using ordinary Portland 
cement and in one case limestone and the other case flint aggregate. 
The concretes were mixed and cast at the Foulness establishment in the form of 
cylinders {2\ in. dia. x ~ 11 in. long) using split steel moulds. Each cylinder 
after setting and curing in water was cut. using a diamond saw, into 17 discs 2 1 in. 
dia., by 0.5 in. thick. The plane surfacesof the discs were dry polished to a 
surface flatness of + 25 μ in.and a parallelism of 25 μ in./in. A total of 650 
discs, equally divided between the concretes were prepared in this way. Approxi­
mately 50 similar discs 1.75 in. in diameter, by 0.50 in. thick were also prep.ared 
for y-radiation study, again equally divided between the materials*. The 
compositions of the two materials are given in T^ble I. A number of samples were 
drilled radially using an ultra-sonic drill, at A.E.R.E., Harwell, in order that 
a thermocouple could be introduced centrally. Sample preparation was completed 
in November 1966. The samples were stored in wooden boxes (not sealed), at 20 C 
until irradiations were begun, when they were transferred to groups to be 
irradiated or serving as control samples. The properties of the unirradiated 
concrete are given in Table I also. 
*The flint samples in this batch were later found to contain limestone as fine 
aggregate so that the differences were not as marked as required. 
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TABLE I 
Composition and properties of high strength concretes 
1. Flint concrete 
Composition by weight. Ordinary Portland Cement 1.00 
/8 in. Aggregate 1.55 
3/l6 in. Sand 1.15 
Water 0.36 
The aggregate and sand were chosen to conform with BSS 812:1960 "Methods of 
sampling and testing mineral aggregates, sands and fillers", and BSS 882,1201:1965 
"Aggregates from natural sources for concretes" (including granolithic). 
The aggregate and sand details were: 
a) /β in. Aggregate: Classification 
Particle shape 
Texture 
Specific gravity ­ 2.62 gm/cm 
Absorbtion (24 h) ­ 0.9% 
­ Flint Group 





3 / 8 in. 
3 / l 6 in. 
b) / l 6 in. sand: 












Irregular (BSS 812:1960) 
Smooth 
Specific gravity ­ 2.63 gm/c.c. 
Absorbtion (24 h) ­ ljf. 
Grading: 
Sieve size 
3 / 8 i n . 



























TABLE I (Continued) 
The physical properties of the aggregate (selected pieces) are given in 
Table II. 
Physical properties of flint aggregate concrete. 
Density - 2.31 gms/cm 
Thermal conductivity - 4.07 χ 10 cal/cm/sec/ C 
Tensile strength - 780 lbs/in 
o 
28-day compressive strength - 8,605 lbs/in 
2. Limestone Concrete 
Composition by wpight 
Ordinary Portland Cement 1.00 
Aggregate < /8 in. 2.7 
Water 0.36 
Aggregate details: 
Classification - Limestone group 
Particle shape - Angular (BSS 812:1966) 
Texture - Rough 
Specific gravity - 2.55 gms/cm 
Absorbtion (24 h) - 0.78% 
Grading: 
Sieve s ize 
i in. 
3 / 8 i n . 



























The physical properties of the aggregate (selected pieces) are given in 
Table II. 
Physical properties of limestone aggregate concrete. 
Density - 2.38 gm/cc . 
Thermal conductivity - 3.49 χ 10 cal/cm/sec/ C 
Tensile strength - 1000 psi 
28-day compressive strength - 10,152 psi 
­ 241 
TABLE I (Continued) 
The cement used for both concretes was ordinary Portland cement (see 
BSS:1958 "Portland Cement" Ordinary and Rapid Hardening) with the following 
measured properties (other than those in Table II). 
Strength (Standard crushing test on a cube) at 3 days 3490 psi 
(BS12 ­ 2200 psi) 
at 7 days 4975 psi 
(BS12 = 3400 psi) 
Setting time: Initial set = 2 h 51| min. (BS12 = not less than 45 min.) 
Final set = 4 h ï2 min. (BSl 2 = not greater than 10 h) 
Soundness: Expansion 1­5 mm (BSl2 = not more than 10 mm). 
The aggregate samples were received in a variety of forms and sizes ­ in 
general samples were cut from hand selected pieces apparently free from faults 
and inclusions. The samples were cut in the form of cylinders 0.250 in. dia. 
and < 0.50 in. long, no attempt being made to maintain a consistent orientation 
since none was discernible in the as­supplied pieces. The end faces were lapped 
and polished to a flatness of 10 μ in.and a parallelism of 10 μ in./in. Cement 
paste samples prepared using the same ordinary Portland cement were cut to the 
same dimensions and finished in the same way as the aggregate samples. The 
aggregates are listed in Table II; the unirradiated properties are also given, 
together with those of the cement paste. 
In all cases samples were inscribed with a code number using a Vibro­tool, 
for future identification. 
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TABLE II 
Aggregate and cement paste properties 
Material 
Cromhall Limestone 
Foster Yeoman " 
Hillhouse Whinstone* 




High E Dolerite* 
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B) Irradiation Facilities 
The reactor irradiations were carried out in a specially developed rig in 
the HERALD reactor at the Atomic Weapons Research Establishment, Aldermaston. 
The rig design is shown in Fig. 1 and a cut-3way illustration is given in Fig. 2. 
The rig occupied a fuel element position on the edge of the reactor core during 
irradiation. Each rig contained twenty-four concrete discs equally divided 
between the two types of concrete. The samples were subdivided into groups of 
eight, each group enclosed in a separate aluminium box with a controlled (Helium) 
atmosphere. The plane surfaces of the concrete discs were in contact with the 
longest plane surfaces of each box, thus ensuring good heat transfer to the 
reactor water coolant. The thin aluminium walls of the box were flexible so 
that little restraint to sample dimensional changes was offered while the head 
of water (unpressurised) of the reactor was sufficient to maintain thermal 
contact. Three samples in each box were radially drilled and fitted with 
thermocouples to monitor the irradiation temperature. The neutron flux monitors 
(Ni and Co were contained in silica tubes in dummy aggregate samples) and cement 
and aggregate samples were irradiated in hollow cylindrical spacers which 
located the concrete discs in each box. 
The rig atmosphere was pure helium supplied via capillary tubes to each 
box; the pressure was maintained below 17 psi absolute in order to allow some 
collapse of the aluminium boxes under the external water pressure. Measurements 
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of the pressure and composition of the rig atmosphere were made using the twin 
capillary tubes to each box. Measurements of rate of pressure build-up on 
sealing the rig were also used to obtain rates of gas evolution, care being 
taken not to over-pressurise the boxes. 
A total of four rigs were irradiated, three containing concrete and aggregate 
samples, the remaining one being devoted to aggregate samples alone. The rigs 
were irradiated for varying periods aetween 1 day and 40 days to give a wide 
variation in dose. The aggregate ritj was irradiated for 40 days. In all cases 
the irradiation temperature was 45 C + 5 C. 
The samples subjected to γ-radiation were exposed at 20 C in a standard 
cylindrical rig in the Technical Irradiation Group pond at the Atomic Energy 
Research Establishment Harwell. The 1.75 in. dia. concrete discs, twenty-two 
per rig were exposed in a helium atmosphere, subject to a v-flux of about 5 χ 
10" rads/h. In some cases the discs were separated by mild steel discs of 
thickness 30 χ 10~3 in. and the same diameter. These were used to look for 
evidence of corrosion effects under irradiation. This type of rig was exposed 
to two consecutive irradiations, yielding doses 2.27 χ 10'^ rads and 4.7 χ 10^0 
rads respectively. A similar rig containing two solid concrete cylinders 
immersed in ordinary tap water was also irradiated. Each of the cylinders 
contained an axial embedded mild steel rod. This rig simulates the effect of 
a broken cooling tube in a concrete pressure vessel, and again was aimed at 
observing any steel corrosion effects. The mild steel was identical to that 
of the thin discs and was in the bright surface (as machined) condition when 
embedded in the cylinders. This rig was irradiated to 3.6 χ lO'^ rads at 20 C. 
The steel cylinders were sectioned after irradiation to examine any corrosion 
effects. 
59 The neutron doses in the reactor irradiation were measured using the Co 
(n,y)Cot0 reaction for thermal neutrons and the Ni^(n,p)Co^ reaction for fast 
neutrons. The fluxes were calculated from activation rates using cross-
sections of 38b and 107mb respectively. The v-fluxes in the y-irradiations 
were measured using standard decomposition type monitors employed by the Harwell 
Irradiation Group. Estimated mean fluxes for the two irradiation facilities are 
Herald reactor: Fast flux Thermal flux Y-flux 
0.5 χ 1013 2.0 χ 1013 ~ 108 rads/h 
The fast neutron spectrum for this facility is given in Fig. 3. Typical plots 
of fast and thermal neutron dose along the rig are given in Fig. 4. 
C) Methods of Measurement 
The concrete samples were measured for density, thermal conductivity, 
linear dimensions, Young's modulus and strength using the following methods. 
The density was measured by weighing and measuring the linear dimensions 
with a micrometer. The dimensional changes under irradiation were measured by 
comparing the disc thickness with standard slip gauges using a Sigma comparator 
no accurate measurements were made of disc diameter. The thermal conductivity 
of the concrete was measured at room temperature using a simple Lee's disc 
apparatus. The Young's modulus of the disc samples were measured by setting 
the samples into resonance across a diameter using metallic electrodes attached 
to the curved faces of the samples as exciting agent in a standard resonance 
type equipment. The resonant frequency was measured by observing the motion of 
a second electrode, and modulus changes obtained from the ratio of the squares 
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of the resonant frequencies. The strength was measured using the Brazilian 
test in which the sample is compressed across a diameter and in fact fails under 
tension perpendicular to the diameter. Thin plywood is interposed between the 
specimens and testing machine plattens as a stress distributor. 
The aggregate and cement paste sample dimensional changes-were measured 
using the block gauge and Sigma comparator method. Thermal diffusivity 
measurements were made using the transient method described by Taylor·*"' 
Young's modulus was measured using the longitudinal resonance method,thermal 
expansion using a silica dilatometer and the tensile strength by the Brazilian 
method· The engraved sample code letters were centrelessly ground from the 
samples prior to mechanical testing to remove any stress raiser effects. 
Two sets of control samples were maintained for the concrete studies:-
a) A group of samples stored at 20 C in still air, at a humidity of 68%· 
b) A group of samples in pressurised helium which followed the 
temperature history of the irradiated samples in a laboratory oven. 
Gas samples from the irradiation rigs were taken by helium purging and 
collection in gas cylinders followed by analysis. In one run a water monitor 
was attached to the rig outlet to determine direct losses of water vapour. 
3. EXPERIMENTAL RESULTS 
A) Rate of Gas Evalution from Concrete 
Figure 5 shows measurements of the rate of gas evolution from concrete 
samples in the second and third irradiation rigs. These results are obtained 
from the rate of measured pressure rise in the rig over a period of about a 
day with the rig sealed, and the "free volume" of the rig i.e. (rig volume-volume 
of contents), computed to be 1290 c.c. The rate of evolution falls off 
exponentially with time. The composition of the evolved gases is shown in Fig. 
6, they consisted mainly of hydrogen, oxygen, nitrogen and carbon monoxide. 
Figure 7 shows rate of gas evolution dat3 for the γ-irradiation rig. The 
results show a very slow decrease in rate the average magnitude being comparable 
with the early rates in the neutron rigs, up to the time when the samples were 
unloaded for measurement. Gas composition data are given in Fig. 6. Very low 
rates, falling to zero after about 41 χ 10^ r3ds were observed following a 
period of about one month's exposure to normal laboratory atmosphere. The rig 
was operated in the slow bleed condition for much of the second irradiation 
period witn an attached moisture monitor to give an indication of direct water 
vapour loss from the samples. The results of this experiment 3re shown in 
Fig. 8 at the commencement of the slow bleed operational time. 
The observed weight losses of reactor samples and controls are shown in 
Fig. 9 as a function of neutron dosage. In the γ-irradiations weight losses of 
0.8-1.7% after a dose of 22,700 megarads, and 1.4-3.4% after 47,000 megarads were 
observed. 
B) Physical and Mechanical Property Changes qf Concrete Samples 
The dimensional changes of the two types of concrete as a function of fast 
neutron dose are shown in Figs 10 and 11 respectively. Data for both concretes 
under γ-irradiation are in Table V. The thermal conductivity changes (actually 
given as fractional changes in thermal resistance) are shown in Fig. 12 for both 
types of material under fast neutron irradiation. The γ-irradiation data are 
245 
given in Table V. Changes in the Young's modulus of both materials under neutron 
radiation are shown in Fig. 13 and under γ-irradiation in the Table V. The 
changes in tensile strength (Brazilian test) are shown in Fig, 14. In each case 
where they are available, data on laboratory control samples are shown 
corresponding to the mean dose in a given rig. A number of samples from the 
highest dose irradiations showed surprising weight changes - either smaller than 
expected or in some cases a weight gain - this suggested r.ome water inieakage to 
one magazine of the highest dose irradiations. The data from these samples is 
marked on the appropriate figures. 
C) Physical and Mechanical Property Changes of. Cements and Aggregates 
The linear dimensional changes of the flint and limestone aggregates used 
in the two concretes studied are shown as a function of fast neutron dose in 
Fig. 15. Figure 16 shows the dimensional changes of Ordinary Portland cement 
of the type used in these concretes, plotted as a function of fast neutron dose 
and weight loss, since these were not apparently related linearly. Figure 17 
shows the changes in therm-:· 1 resistance of the two aggrega ter,.. Figure 18 shows 
the changes in Young's modulus and strength of the aggregates and tne Portland 
Cement paste. Figure 19 shows the dimensional changes of all limestone 
materials examined, including that used for the concrete studies., Figure 20 
shows dimension ). changes in all other aggregates examined. Tabic III below 
presents changes in thermal diffusivity of aggregates measured ai a single 
dose only. Figure 21 shows changes in the elastic moduli of aggregates as a 
function of neutron dose. Thermal expansion coefficient measurements (-196 C 
to +20 C) on aggregates are given in Table IV. Tensile strength measurements 
of aggregates are shown in Fig· 22. 
TABLE III 
Thermal diffusivity changes in aggregates irradiated to 
1.60 χ 1019 n.v.t. (Fast) and 6.85 χ IQ19 η.v.t. (Thermal) 
Aggregate 
Cromhall Limestone 
Foster Yeoman " 
Hillhouse Whinstone 
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*Not measured on same samples. 
Average value of 2-4 other samples. 
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TABLE V 
Effect of y-irradiation on concrete samóles 
a) Results from first irradiation to 22,700 Megarads at 20°C 
Concrete age when measured in unirradiated state 5 months. 











































Fract. change in Tensile 
thermal res is tance strength 
(Κ /K - 1 ) psi 


























MEAN -0.004 -0.05 0.90 


















































MEAN -0.03 +0.05 997 1.15 
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TABLE V (Continued) 
b) Results from second irradiation to 47,000 megarads. 
Concrete age when measured post-irradiation 2 years 4 months. 
Fract. change in 
Sample Density Dimensional thermal resistance strength loss 
no· gms/cc change % (K /K - 1) o 
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MEAN 0.023 0.23 908 1.91 57.8 











































52.2 MEAN -0.062 0 
4. DISCUSSION OF RESULTS 
The work described in this report was carried out with several objectives: 
a) To observe definite effects of reactor radiation on the properties of 
concrete in order to establish whether a limiting dose was likely above 
which the effects render the material unusable in P.C.P.V's. No attempt 
was made to simulate the state of P.C.P.V. concrete during the irradiation. 
b) To examine any effects of reactor radiation on the corrosion of mild steel 
in wet or dry concrete. 
c) To examine any gas generation in the concrete due to radiolysis. 
d) To make at least a preliminary attempt to relate the observed changes to 
those expected in a pressure vessel. 
The extent to which these objectives have been achieved can be discussed 
in turn. 
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The data show guite clearly that in the range of neutron doses examined 
i.e. 10'° ­ 4 χ 10 " n.v.t. (Fast) pronounced changes due to irradiation occur 
in both concretes and aggregates. The properties observed to change in concrete 
are linear dimensions, strength. Young's modulus, thermal conductivity and 
weight, and since these effects are substantial, a limitation to the life of a 
P.C.P.V. at these temperatures probably does exist. The data from the y­
irradiations, although they cover onJy a small part of the γ­dosage in the 
reactor experiments do suggest that the principal effects are due to the 
reactor neutrons. 
A. comparison of the dimensional changes of the aggregatet with these of the 
concrete and cement paste show that the concretes grow perhaps slightly more than 
the aggregate. The cement passte shrinks at least in small S3mpiess at a rate 
dependent on weight loss rather than dose (Fig, 16). A simple approach would 
relate the concrete changes tc^  those of components as 
Cfj =v ♦ (Pj + 0 ­ v + j(pj ..... D 
\.L J . aggregate U / . v . aggregated v . / , 
concrete 33 3 aggregate 33 r cement 
The aggregate volume/unit volume Vagg.of concretéis only about 0.6,so that cleary 
this is not more than approximately obeyed by the data. An expression of this 
form does not take into account any cracking due to differential strains between 
the cement paste and aggregate. 'Ve shall see evidence for such cracking in other 
properties. It is worth noting that a crude estimate of concrete linear dimen­
sional changes may be obtained by assuming them equal to those of the aggregate. 
The changes in thermal conductivity/diffusivity of thè concrete and 
aggregates are similar in magnitude, but those of the concrete are rather smeller 
and do not increase with dose so markedly (at least in the case of the limestone 
based material), although the evidence for this is dependent upon one high dose 
point for the concrete. Studies reported by Brown'ò) show a proportionality 
between aggregate and concrete conductivities prior to irradiation. Once again 
a measurement of the fractional change in thermal resistivity of an aggregate is 
a reasonable measure of the behaviour of a concrete containing that aggregate. 
The strength and Young's moduli of the aggregates and concrete fall markedly 
under the neutron irradiation. In our Brazilian tests a significant number of 
aggregate particles do fail so that it is quite possible that the decrease in 
aggregate strength contributes to the decrease in concrete strength. The 
differential strain between aggregate particles and concrete also probably play 
a role. Similar considerations apply to the modulus changes of the concrete. 
The behaviour of the wide range of aggregates shown here will presumably 
relate in much the same way in similar mixes to the behaviour of the two concretes 
studed. The major interest of these studies is the wide differences between 
aggregates observed, even of the same basic type e.g. limestones, particularly 
in dimensional changes. It is clear that any proposed new aggregate should be 
studied for irradiation effects. 
The practical significance of this work is the realisation th3t damage effects 
can be significant and strain gradients due to neutron flux gradients may be at 
least as important in P.C.P.V's as those due to temperature. 
The experiments to study any effects of the radiation field on the reaction 
between mild steel and water gave fairly conclusive results. In the case of the 
mild steel rods embedded in concrete, corrosion occurred where water contacted 
the metal at the end of the samples, but no reaction was observed in the sample 
interior even though the steel surface was bright. (Colour photographs are 
available.) The hydrogen content of the rod had increased slightly from about 
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0.8 ppm to values varying from 0.7 ppm to 3.9 ppm. Disc samples irradiated 
letween discs of concrete in the dry rigs showed similar increases in hydrogen 
content but there was no effect on the tensile properties of the steel. The 
weight gain of these samples of 0.03 to 0.05Í was due to small amounts of 
surface rust which were carefully removed before hydrogen analysis. 
The very considerable volume of gas generated in both types of irradiation 
and also the relatively large weight loss of the concrete are of considerable 
interest. The weight loss cannot be accounted for at any stage in terms of the 
gases evolved which are mainly hydrogen and oxygen. The s implest and (in terms 
of design calculations the most pessimistic assumption) is that the weight loss 
is produced by direct drying of the concrete to the steady helium flow and by 
the radiolysis of water in the concrete to produce H 2 and O2· (Radiolysis of 
water in the gas phase is usually dominated by recombination so that little H2 
and O2 are produced.) Assuming that this radiolysis is determined by the y­flux 
(this is known only approximately for the neutron irradiation) the initial rates 
of gas evolution for both types of rig are ~ 200 cc (STP)/lO^ rads/kg of concrete. 
The chemical composition of the g ases is similar in both types of rig. The rate 
of production falls off markedly in the neutron irradiations with dose, but 
whether this is due to reduction in the water available for radiolysis due to 
drying, hydration of cement paste, etc. is uncertain. The concrete contains 
about 9% of water by weight at the mix stage, and ~ 5% at the beginning of 
the irradiation. If we assume the gas production is proportional to 
the water present, then as the Herald reactor samples lose more weight a 
reduced production rate is expected which is observed. It is possible to 
estimate G values for the reaction very crudely ­ we find: 
G(H2) = 0.14 mols/lOO eV 
G(02) = 0.07 mols/100 eV 
Alternatively expressed as a rate of gas evolution/kg of water the result is 
~ 6 χ 10° cc .(N.T.P.)/lO rads/kg H20, and these may be used to estimate gas 
production in a P.C.P.V. The results from the γ­irradiations show a large 
decrease in gas evolution following a shut­down and exposure of the samples to 
air. No explanation is advanced for this change. The water meter on the y­
irradiation following the shut dcwn shows th?t water is lost to the helium 
atmosphere of the rig. The data do not allow any estimate of direct weight loss 
in the earlier periods by this mechanism because of the rapid change observed ­
again there is no obvious explantion. The gas generation expected in a P.C.P.V. 
is insufficient to be likely to affect the steel liner for concretes of permeability 
similar to these. 
The question of the neutron damage estimation in a P.C.P.V. can only be 
based on the assumption that the aggregate is the controlling factor, and 
estimating the number of atomic displacements in the proposed vessel and comparing 
this with observation. A method for carrying out such a calculation is given in 
Appendix I. It is clear from the considerations there that estimation of the 
fast flux at a P.C.P.V. as measured by "­°Ni (η,ρΡ^Οο can be very seriously in 
error and although no difficulty is expected with P.C.P.V's in the United 
Kingdom it would be interesting to see estimates for other reactors. 
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APPENDIX ONE 
THE ESTIVATION OF RADIATION DAMAGE IN A P.C.P.V. 
The physical and mechanical properties of the concrete apparently reflect 
to a first approximation the changes in the propertias of'the aggregate. For 
instance the modulus and strength of the cement paste do not change but that of 
the aggregate and concrete do; similarly the fractional change in dimensions and 
thermal resistance of the concrete are comparable with that of the component 
aggregate. It is also apparent that the damage is due to the presence of the 
reactor neutrons rather than the y­rays. In reactor studies it is generally 
the fast neutrons which produce atomic displacements and thus property changes, 
( B 1 0 (n a) 7 although reactions such as ( , Li may also produce damage, Table VI 
(Li6 (n,c..t) 
below shows the boron contents of the aggregates studied. In this appendix we 
present a method of estimating the damage in a P.C.P.V. due to the reactor 
neutrons from the data obtained in our studies. 
(7) Following the successful estimation of damage in graphite we wish to 
estimate the rate of atomic displacement in the neutron flux ­ here however we 
aia dealing with multi­atomic solids rather than the monotomic solids for which 
many such calculations have been made.(3) Although approximate calculations 
for compounds of composition AB have been made, no treatment for solids such as 
flint (idealised as SiO^) or limestone (idealised as CaCO ) are available. 
An exact calculation would find the number of primary atoms of each type, 
allowing for the differences in displacement energy Ei. (The energy required 
to irreversibly displace as atomi from its crystal lattice site.) The number 
of displacements further produced in each type of atom by these "primary" dis­
placements is then to be calculated. We do not have the information or methods 
for such a detailed calculation so here we propose an approximate method. A 
moving atom, in a solid looses energy to the electronic system until its energy 
reduces to a critical value A. keV; f or lower energies energy is lost in elastic 
collisions with other atoms which produce displacements untilthe energy is so 
low that no transferred energy can exceed Ei, the displacement cascade ceases. 
'We estimate for each type of primary knock­on, the amount of energy used up in 
elastic interatomic collisions for an initial displacement due to a neutron of 
energy En. Division of this number by 2E¿ (an "average" of E*) will roughly 
give the number of displaced atoms. The number of each type of atom displaced 
is assumed to be proportional to its concentration. The average number of'dis­
placements following a collision of a neutron of energy En with a nucleus of 
atomic weight A«_ is 
N,.(E) = di n 
0 
I 
En < E A 
(VS < En < 2 W 
*iEr/4Ed ( E A < 103 W 
103 A./4E. Γ2 ­ 103 <K./v, E ] (E < ΙΟ3 Α.Λ.) 
ι d ­ ι ι nJ η i i 
1) 
where τ. ~ /Α.. 
The total fractional atomic displacement, rate for a neutron spectrum <Λ(Ε ) is 
r η 
ay 
ί x i . 
i c 
6(E) . σ.(Ε ) . Ν (E ) . dE η i n di η η 2) 
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where σ^(Εη) is the elastic neutron scattering cross-section of the i'th type of 
atom and X^ is the fraction of atoms. The ratio of df/dt to the activation rate 
of the ^NiGijppSco reaction is calculated for a given reactor situation and 
aggregate to estimate the "effective Herald dose" corresponding to the reactor 
lifetime. The ^Νίίη,ρΡ^Οο reaction rate is given by:-
rra R = 4(E) σ (E ) . dEn 3) J n r η η o 
and this is converted to an effective flux using an average cross section for a 
fission spectrum equal to 107 mb. 
Examination of neutron spectra on this basis, for proposed P.C.P.V. designs 
revealed some interesting conclusions. In the irradiation rig displacements 
were mainly due to high energy neutrons which also produced activation of the 
^Ni. The number of atomic displacements was found to be 0.23 χ IO"20 disp/S8Ni 
neutron/crrr/at, in a typical case. Thus a much higher neutron dose as measured 
by 58Ni(n,p)5fr>Co is required in Herald to give an equivalent number of atomic 
displacements. Similar results are found for other aggregates. 
A possible complication in this work is the occurrence of displacement 
damage due to thermal neutrons and reactions such as B'0(n,af)Li . We have 
examined our samples for the impurity levels of Boron and Lithium. The 
concentrations of these elements found are given below: 
TABLE VI 
Concentrations of boron and lithium in 
Material 
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The boron reaction produces a lithium atom and an α-particle with kinetic 
energies of 1.53 MeV and 0.87 MeV respectively. These displace about 400 atoms 
on our assumptions for each reaction. Considering the worst of the aggregates 
with 60 ppm of boron, then the fast neutrons in Herald produce an atomic dis­
placement rate of ~ 10~8 at/at/sec., while the B 1 0 produces at most a rate 
— 1/lOth of this. The effect also depends upon the degree pf dispersion of 
the boron. In a P.C.P.V. where the relative thermal flux is much higher, the 
initial effect of boron may be important, although the boron contribution 
disappears after - 4 χ 10^0 η.v.t. This problem also needs some consideration 
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La prévision par le calcul du comportement d'une 
structure, soumise à des charges mécaniques et à des champs thermiques 
permanents ou varieties suppose comme préalable de connaître aussi hien 
que possible les propriétés thermiques, élastiques et rhéologiques des 
matériaux constitutifs, en particulier du béton. 
Réciproquement, une description plus exacte des ex­
périences de laboratoire réalisées à une échelle suffisante, est rendue 
possible par l'application des méthodes d'analyse numérique tres 
poussées. 
L'objet de cette communication est de décrire les 
efforts réalisés dans ce sens par Electricité de France, à l'occasion 
de la construction des caissons en béton précontraint pour réacteurs 
nucléaires. 
Parallèlement à la mise au point des codes de calcul, 
nous avons donc entrepris un certain nombre d'expériences sur éprou­
vettes de petites dimensions (blocs 30 χ 30 χ 20 cm, éprouvettes 7 x 
Τ χ 25 en, éprouvettes 16 χ 32) de manière à déterminer les différents 
paramètres dans des conditions thermiques et mécaniques variées, corres­
pondant à la parame rencontrée sur les caissons de réacteurs : contrain­
tes jusqu'à 150 bars, températures jusqu'à 80° C. 
Le nombre des variables susc?r>tibles d'être introduites 
comme paramètres dans un calcul traduisant les équations fondamentales 
de bilan, qu'il soit d'équilibre ou de compatibilité a cru rapidement 
avec l'apparition des ordinateurs de la troisième génération. 
Une liste en pourrait être donnée de la façon suivante: 
a) Une deformabilité mono­dimensionnelle réversible et instan­
tanée décrite par un module d'Young E fonction de la tempé­
rature, du niveau de contrainte, du temps et de la teneur 
en eau. 
b) Une déformatilité tridimensionnelle instantanée dépendant, 
dans l'hypothèse d'isotropie, d'un seul coefficient de 
Poisson ν fonction principalement du niveau des contraintes, 
mais pouvant être plus compliqué. 
c) Une deformabilité thermique, due à la température et aux 
variations de la teneur en eau, observable, instantanément 
si les durées de mise en équilibre thermiques et hydriques 
sont suffisamment courts. 
d) Une deformabilité générale différée entrant dans le cadre 
d'un modèle rhêologique élasto­visco­plastique. 
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Les hypothèses traditionnelles du calcul réduisent l'ensemble 
de ces variables à 3 coefficients constants Ε, ν et α ; les évolutions 
dans le temps sont évoquées en faisant dépendre E de l'âge du béton. 
Les valeurs de Ε, υ et α peuvent être mesurées sur des êprou­
vettes de petites dimensions dont les sollicitations mécaniques et ther­
miques sont homogènes ; les résultats sont dépendants d'un " coeffi­
cient d'échelle". 
Ce sont ces deux, principaux groupes d'inconvénients aue l'ex­
périence que nous conduisons sur des anneaux cylindriques (de diamètre 
intérieur 0,80 m, de diamètre extérieur 1,20 m et de hauteur 1,50 m) 
permet sinon d'éviter, en tout cas d'analyser. 
De plue, le recours à un modèle visco­élastique permet de 
justifier une analyse beaucoup plus complète sur des cas de charge va­
riant dans le temps et hétérogènes. L'anneau constitue un stade intermé­
diaire entre la structure et l'éprouvette : les conditions aux limites 
qui lui sont imposées, beaucoup plus proches des hypothèses idéales, le 
rendant accessible à une analyse plus rigoureuse que celle d'une struc­
ture réelle. 
Le couplage calcul­modèle permet donc la progression simulta­
née des connaissances sur le matériau et des hypothèses de calcul. :3 il 
permet également de dégager la nature et les conditions des expériences 
à mener sur éprouvettes pour permettre l'application valable des résul­
tats obtenus à une structure. 
Nous estimons que les deux premiers stades que nous avons 
engagés (essais sur éprouvettes, sur anneaux) ne sont pas suffisants qu 
tout du moins doivent faire l'objet d'une vérification sur une structure 
réelle .· c'est pour cette raison que le 'caisson Eugey I a été mur,i de 
nombreux appareils de necure (en particulier hygromètre et extensomètres 
isolés mécaniquement) et que nous entreprenons en laboratoire un pro­
gramme d'étude relativement complet du béton correspondant (caractéris­
tiques élastiques, fluage à diverses températures, dilatometrie, retrait, 
en fonction de l'âge et du terops de maintien à la température). Nous 
présentons dans la première partie de la communication les résultats de 
fluage que nous avons obtenus sua' éprouvettes de petites dimensions et 
dans la deuxième partie les résultats obtenus sur anneaux cylindriques. 
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I ère PARTIE ­ FLUAGE DU BETON EN TEMPERATURE. 
I PROGRAMMES D'ESSAIS 
Nos études actuelles ont porté sur une seule composition de 
béton 
Porphyre 5/15 1 068,9 kg 
Sable de Loire 0/5 M*0,2 kg 
Sablón NAVEAU 293,4 kg 
Ciment CPAC 325 350,0 kg 
Eau (E/C = 0,kk) 150,0 kg 
Pozzolith n° 8 1,0U kg 
Quelques 'essais supplémentaires ont été faits,ι ils corres­
pondaient à nos études sur modèles réduits à grande échelle des cais­
sons de réacteurs de l'E.D.F.( St Laurent, Bugey). 
Le domaine des températures explorées est celui du béton 
tièdeT< 80° C ; quelques essais ont été entrepris pour des températu­
res supérieures à 100°C. 
Les conditions d'essais ont été déterminées en fonction des 
besoins précis d'application des résultats à la structure réduite simpli­
fiée, objet de la deuxième partie de la communication ; de ce fait elles 
ne présentent pas toujours un caractère suffisamment général. 
I. 1. Eprouvettes : 
Le malaxage est effectué au moyen d'un malaxeur à axe ve r t i ca l 
d'une capacité de 100 l i t r e s pendant cinq minutes. 
Le béton est ensuite placé dans^leB moules et vibré pendant 
une minute sur une tab le à secousses. La fréquence de vibration est de 
50 périodes,par seconde, l 'amplitude de 0,7 mm. 
Les éprouvettes u t i l i s é e s sont des prismes de 7 x 7 x 28 cm. 
(D 
I. 2. Conservation des éprouvettes avant essais : 
Toutes les éprouvettes sont conservées jusqu'au démou-
lage sous tissus humides. Le démoulage est effectué 36 heures après la 
mise en place. 
Les faces de chargement des érpouvettes destinées aux essais 
de fluage ont été rectifiées de façon à les rendre planes et parallèles. 
Les éprouvettes sont ensuite enduites d'un revêtement 
époxy et conservées à 20° C. 
I. 3· Essais de fluage : 
Nous avons étudié quatre coulées de béton correspondant à la 
composition de référence ci-dessus et appliqué à chacune de ces coulées 
le programme d'essais défini dans le tableau I, où sont précisés : 
- la conservation au cours des essais (Col. 9) ; seule 
la première coulée diffère, le revêtement appliqué au démoulage ayant 
été supprimé. 
- les températures d'essais (Col. h) 
- la vitesse de montée en température (Col. 3) 
- la durée du maintien à la température d'essai avant 
le chargement (Col. 5) 
- l'âge au chargement ( Col. 6) 
- le taux déchargement (Col.8) : 150 bars pour toutes 
les éprouvettes chargées. 
- la vitesse de mise en charge (Col. 7) 
- l'origine des déformations que nous donnerons plus 
loin, par rapport à l'instant de mise en charge (Col. 10). 
I. k. Essais complémentaires : 
- Module d'élasticité statique : 
Cette mesure conduite sur presse est effectuée sur 
quatre éprouvettes 7 x 7 x 28 témoins de chaque coulée, au moment de 
sa mise en essais. 
(l) La dimension des moules est fonction de celle des plus gros agrégats 
et l'étude de :'bétons ouvrages" nous a conduit à adopter par la suite, 
pour l'ensemble de nos essais les éprouvettes cylindriques ΐβ x 32 cm. 
(Compte tenu que l'évolution du phénomène de retrait dépend de la gran-
deur du volume sollicité et qu'il est fonction du rayon moyen de l'éprou-
vette il serait souhaitable pour des essais comparatifs de travaux de 
recherches d'uniformiser les éprouvettes). 
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TABLEAU I ­ CONDITIONS EXPERIMENTALES ­
Coulées 
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Les faces de charg­ament sont là encore préalablement recti­
fiées. La vitesse de chargement est de 5 bars/sec. 
­ Vitesse de propagation £uj;on : 
On mesure le temps qui s'écoule entre le passage d'un ébran­
lement en deux points distants d'une longueur connue. Cette caractéristi­
que est liés au module dynamique par la relation générale : 
2 
E = ν Ût „ifl ­2­, ï ^ 
( 1 ­ » ) g 
V = vitesse de propagation dans le matériau 
ν = coefficient de Poisson dynamaque 
ρ = densité du matériau 
g = accélération de la pesanteur 
Cette mesure "nondestructive" est effectuée sur les éprou­
vettes de fluage en début et fin d'essais. 
­ Teneur en eau : 
La mesure de teneur en eau est faite par pesées et dessi­
cation à l80° C. Une mesure initiale est faite sur quatre éprouvettes 
témoins de la coulée, une mesure en fin d'essais est également assurée 
sur chaque éprouvette de fluage. 
II . DESCRIPTION DES INSTALLATIONS D'ESSAIS . 
Notre installation initiale comportait quatre bâtis de 
fluage à chaud et six bâtis à froid dont les caractéristiques sont les 
suivantes : 
II. 1. Bâtis pour essais à 250° C sous 200 KN. (Photo n° l) 
Ces bâtis sont conçus pour des essais de compression sur 
éprouvettes prismatiques 7 x 7 x 28 cm ou cylindriques ΐβ x 32 cm. 
- le bâti de chargement comporte un système de mise en 
charge par vérin hydraulique monté sur rotule et commandé par une pompe 
à main et un accumulateur cléo-pneumatique. 
- un manomètre indique la pression exercée, le controle 
fin dans le temps est assuré par un second manomètre potentiométrique. 
- les déformations du béton sont transmises à un capteur 
inductif et un comparateur de faibles courses, par l'intermédiaire de 
touches de silice prenant appui sur les deux extrémités de 1'éprouvette. 
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­ le chauffage de 1*éprouvette est obtenu à l'aide d'un 
four à trois zones de chauffe réglables et séparées. La montée en tempé­
rature peut être effectuée à raison de 1 à 25 ° C/heure réglable en 
continu. 
II. 2. Bâtis pour essais à· température ambiante sous 200 KN. 
Ces bâtis permettent des essais de fluage à la température 
ambiante (20° C stabilisés) sur éprouvettes 7 x 7 x 28 cm ou 16/32 cm. 
­ L'effort nécessaire de 200 KN est obtenu par un vérin 
hydraulique simple effet commandé par une pompe à main et un accumula­
teur oléopneumatique. 
­ un manomètre de précision indique la 'pression exercée. 
­ les déformations sont mesurées à l'aide d'un extenso­
mètre à capteur inductif de base 150 mm. 
II. 3. Extension en cours . (Photo n° 2) 
L'installation vient de donner lieu à une extension qui 
comporte 8 presses de fluage' à chaud de UOO KN : pour les essais sur ¡Γ ·> 
éprouvettes cylindriques ΐβ/32 cms. 
- les bâtis sont en exécution'"mécano soudé", ils comportent 
dans leur socle un cylindre de travail à fourreau tournant. 
- le dispositif générateur de pression est constitué par 
deux pompes électriques de 2,7 1/mm. 
- un système de mise en charge par balance à fléau, poids 
et amplification hydraulique assure la régulation de la charge dans le 
temps. 
- le chauffage est assuré par un four à convection à deux 
zones de chauffe indépendantes. 
- la montée en température peut être effectuée à raison de 
1 à 25° C/heure de l'ambiance à 500° C. 
- la mesure des variations dimensionnellee de 1'éprouvette 
est effectuée sur deux génératrices opposées à l'aide de capteurs du 
type à traa&tidiraatèur * d_if f érebtlels par l'intermédiaire d'-un rysterne-
mobile en silice. 
Cette dernière installation vient d'être mise en service 
et va être utilisée pour les études nécessaires au passage du troisième 
stade. 
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III RESULTATS . 
Le nombre d'expériences que nous avons effectuées n'étant 
pas très élevé, nous n'essayerons pas d'en tirer des lois générales 
mais plutôt des tendances qui resteront à vérifier par un plus grand 
nombre d'essais. 
III. 1. Caractéristiques initiales des coulées. 
Les caractéristiques générales des éprouvettes au moment 
de leur mise en température sont présentées dans le tableau II. 
On remarque une particularité de la coulée 22 qui se carac­ ■ 
terise par une teneur en eau et un module statique plus faibles ; la 
cause de cet état semble avoir été une mauvaise application, lors du 
démoulage,de l'enduit de conservation. 
III. 2. Forme des courbes de fluage ­ fluage final. 
Sans charge 1'éprouvette subit des déformations de retrait 
ou de dilatation selon le degré hygrométrique et la température de conser 
vation. 
Sous l'action d'une charge il se produit une déformation 
instantanée (élastique et plastique) ; si la charge est maintenue prend 
naissance le fluage ; son amplitude est fonction notamment de la durée 
de la sollicitation. 
Sur les figures 1 à k nous avons porté en fonction du temps 
le fluage obtenu expérimentalement sur les qujtre coulées définies précé­
demment . 
On constate que la fonction fluage, qui au début du charge­
ment semble être équivalente à C χ \/t (expression de Shank), 
tendrait ensuite vers une valeur limite. 
TABLEAU II - Caractéristiques initiales des coulées. 
Densité 
Teneur en eau en 
% du poids du maté-
riaux secs. 
Vitesse du son 




Module statique Ί 384 000 bars 
-—. J 




369 000 bars 





314 000 bars 




349 000 bars 
1 
x Module statiqxie à 6 mois. 
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Or si par l'application immédiate de nos résultats à des 
expériences à court terme, la connaissance du fluage initial est très 
importante, il n'en est pas de même pour une structure où l'on doit pré­
voir le comportement à long terme, sans disposer toujours d'essais suf­
fisamment longs pour le béton considéré. Aussi est­il d'un grand inté­
rêt de pouvoir estimer la seconde partie du fluage­
Ross (l) assimile la partie terminale de la courbe à une 
hyperbole de la forme F = t ou t = a + bt ; on a alors 
a + bt F 
Ρ»­« ι . Nous avons porté sur les figures 5 à 8 sous cette forme le 
b 
fluage pour les éprouvettes des séries 13, 14, 22, 23. On constate que 
l'équation de Ross s'applique convenablement après 30 jours environ,la 
linéarité de t/F étant d'autant plus vite obtenue que la température 
est élevée. 
Il est interessant de calculer les valeurs du fluage final 
de cette manière ; ce résultat est résumé dans le tableau III. 
Après vérification de la validité de la forme de ce fluage 
final sur des essais à long terme, il sera vraisemblablement possible 
de déterminer la durée des essais nécessaires pour obtenir le fluage 
final à chaque température, ce qui permettrait de caractériser plus ra­
pidement un béton. 
III. 3. Variation de la teneur en eau, en cours d'essais. 
Dans le tableau IV nous avons consigné les variations de 
poids pendant les essais de fluage et les mesures finales de teneur en 
eau. 
On note qu'après un mois, à des températures supérieures 
à 100° C l'eau est pratiquement éliminée des éprouvettes, qu'il y ait 
ou pas de Curing ; celui­ci intervenant toutefois sur la vitesse du 
phénomène au moins pour les températures inférieures à 160/17O0 C. 
(l) Concrete Creep Data ­ The Struct. Engineer 1937 ­
Août 1+6 et mai 1947. 
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TABLEAU III ­ Fluage final 
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x Rapportée au poids de matériaux secs. 
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Pour les températures en dessous de 80° C, on note un 
ralentissement notable du phénomène de.déshyiratation grâce au revêtement 
(Fig. 9) ; ce qui a pour effet de nous rapprocher des conditions réelles 
du béton de masse. 
La difficulté d'obtenir une régularité dans la qualité du 
revêtement nous a amené à utiliser dans nos récents essais, un embal-
lage plastique. 
III. 1). Variations des caractéristiques mécaniques. 
Nous avons adopté comme critère des caractéristiques mécani-
ques la mesure de la vitesse de propagation du son. L'essai n'est pas 
destructif et peut être reconduit sur la même éprouvette. 
Les valeurs portées sur le tableau V représentent les va-
riations de ce critère pendant les essais de fluage. 
Comme on pouvait s'y attendre la chute des caractéristiques 
mécaniques s'accentue avec l'élévation de la température d'essai. Pour 
les températures au dessus de 80°'C, on note malgré des temps d'essais 
courts (l mois) des baisses de 13 à 23 #. 
III. 5· Influence de la conservation en cours d'essais. 
Les conditions d'évaporation ou d'absorption de l'eau sont 
imposées par : 
- le milieu ambiant et ses variations (hygrométrie, tempé-
rature ) 
- le béton (porosité, perméabilité) 
- le coefficient d'échange béton-milieu (état de surface, 
rayon moyen) 
- le temps d'exposition. 
Le tableau VI donne les- conditions et les résultats de quel-
ques essais relatifs à l'influence de la conservation en cours d'essais. 
Alors qu'à température ambiante les déformations sous 
charges des éprouvettes protégées sont plus faibles, ce qui n'est pas 
étonnant , à 75 et 105° C le phénomène est inversé, la différence de 
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TABLEAU VI ­ Influence de la conservation en cours d'essai. 
Température 
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retrait semblant en être la principale cause. Pourquoi ÎRappelons que 
l'origine des mesures de déformations de fluage est l'instant final de 
chargement (excepté pour une coulée, voir tableau I) et qu'au cours 
de la période antérieure, correspondant à la montée en température, 
s'est effectuée déjà une partie au retrait. Or cette fraction est 
tant plus importante que la température et le coefficient d'échange 
béton­milieu sont élevés. 
La comparaison des courbes de dilatation (Fig. 10) en 
souligne l'importance. 
III. 6. Influence de la température. 
Outre le retrait complémentaire provoqué par le séchage, 
la température à laquelle est soumis le béton agit sur le degré et le 
vitesse de durcissement. 
On peut donc prévoir que les bétons se comporteront dif­
l'éremment suivant l'âge auquel ils sont exposés à la température (de­
gré d'hydratation différent peur les jeunes bétons) et suivant la va­
leur de cette température. 
Nous limiterons ici notre examen au second facteur. 
­ Températures inférieures à 80° C : 
Sur la figure k ont été tracées les déformations totales 
d'éprouvettes exposées à l­'âge de 9 mois à 25, 1+5, 60 et 75° C. 
Le fluage augmente en même temps que la température. 
Les courbes sont asyrotcticiiss et tendent verw des valeurs 
finales maximales propres à chaque température. 
Pour mieux mettre en évidence ce phénomène nous avons porté 
sur la figure 11, en fonction de la tempéraxure les déformations obtenues 
après 2, 5, 10 .... 100 jours de chargement ­t ; et dans le tableau 
VII ci­après le coefficient'de proportionnalité des deformations : 
e = ee (t) 
e (t) 
où ε» (t) sont les déformations totales à la température w 
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25 ( t ) sont les déformations to t a l e s à 25° C. 
Coeff ic ient 






































L'allure des courbes montre une proportionnalité tempé­
rature­fluage au ccurs des premiers jours de chargement seulement : puis 
l'influence de la température sur la vitesse de déformation diminue 
dans le temps et ce d'autant plus vite que la température est élevée . 
On peut penser que ce phénomène est lié aux teneurs en eau alors dif­
férentes des éprouvettes et à la stabilisation du retrait. 
­ Températures supérieures à 105° C : 
Une température supérieure à 105° C évacue l'eau fixée 
physiquement et le départ rapide de cette eau arrête tout développement 
du durcissement et stabilise rapidement le retrait. Les aéformations 
sous charge trouvées expérimentalement dans le domaine des températures 
105­200° C (Fig. 2) ne montre pas d'influence rotable de la température 
au cours des deux premiers mois de chargement bien que la vitesse du 
son accuse une différence. 
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III. 7· Influence du temps de maintien en température 
avant chargement. 
Nous avons réuni sur la figure 12 les déformations tota-
les d'éprouvettes chargées à 6 mois et exposées respectivement à l'âge 
de 5 et 6 mois à 105° C. 
Il paraissait vraisemblable que le traitement en tempé-
rature diminue l'importance des déformations compte tenu que la plus 
grande partie du retrait est alors déjà effectuée mais il est intéres-
sant de noter que le fluage de 1'éprouvette traitée pendant 1 mois est 
inférieur à la résultante "déformation totale-retrait" de 1'éprouvette 
chargée après seulement 2 heures en température. 
Cette différence est cependant faible au bout d'un 
certain temps. 
IV CONCLUSION. 
Ces essais ne constituent pas un ensemble complet car 
ils étaient destinés à répondre aux préoccupations particulières corres-
pondant à la deuxième partie de cette communication. La nécessité d'ef-
fectuer une caractérisation complète d'un béton nous est apparue et un 
programme général est lancé de façon à permettre d'une part l'applica-
tion à un caisson réel et d'autre part la mise en évidence de l'influ-
ence des différents paramètres que nous venons d'évoquer. Un des buts 
de ce nouveau programme est donc d'essayer de déterminer les essais à 
faire pour caractériser avec un nombre rainimuni' d'essais le fluage en 
température d'un béton quelconque. 
La nouvelle installation dont nous disposons main-
tenant nous permettra de mener à bien ce programme. 
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F i g : 1 FLUAGE COULEE 13 . Age au chargement : 4 mois . T = 150 bars 
1 




■ i ! | 
; ¡ 
, 
. : ! I 




¡ i l ! 
ι ! 
I ! 




. ­ L a ­ . T T 

















^ l ^ o _ 
^^K '^ 














! % t 
­ a 
^ 
















! Ι ί Ι ι 1 1 I I I 
4 . 5 * 1 / -
- 7 5 = C F = 43o V t ' ' ' 
Fig : 2 FLUAGE COULEE 14 . Age au chargement : 6 mois . Τ = 150 bars 
1 10 TEMPS (Jours) 
500 
' 
- - ^ -
,Α^,ο-« 
• 
« V . ^ 1 




i • ' 
" ^ ^ P 






+ 105ÏC 9 = *w^T\ 
A 150SC F -*33*yT\ 







°i ­I ■ 






L j Γ Τ Τ 
-
' · ■ 
■ ' 
> 
INFLUENCE DE LA DUREE DU CHARGEMENT ET DE LA TEMPERATURE 
Fig : 3 FLUAGE COULEE 22 . Age au chargement : 6 mois . T = 150 bars 
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Fig : 7 FLUAGE COULEE 22 
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Flg:12 I N F L U E N C E DU TEMPS DE M A I N T I E N EN 
TEMPERATURE AVANT CHARGEMENT 
Béton âgé de β moia au chargement 
+ Chargement après 1h30 A 105 ï C 
* Chargement après 1 moia A 105SC 
o Eprouvette non chargée ( r e t r a i t ) 
Δ Réaul tante . Déformat ion totale . + . ­ retrait .o. 
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Installation de fluage 200 KN 
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I n s t a l l a t i o n de f luage H-OO KN 
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Bâti pour chargement des modeles cyclindriques 
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2 ène PARTIE ­ ETUDE DES PROPRIETES. MECANIQUES 
RHEOLOGIQUES ET THERMIQUES DU BETON DANS UNE STRUCTURE SOUS L'EFFET 
DES TEMPERATURES . 
I. DESCRIPTION ET POSSIBILITES DE L'INSTALLATION D'ESSAIS : 
L'installation est conçue de manière à pouvoir appli­
quer è l'anneau cylindrique, des sollicitations identiques a celles que 
subit un caisson de réacteur nucléaire en béton précontraint (l'anneau consti­
tue un modèle réduit idéalisé à l'échelle 1/25 ). Le fonctionnement 
des dispositifs de controle et de régulation est automatique et permet 
de mener des expériences absolument continues. 
I. 1. Application des sollicitations : 
a) Précontrainte : 
Un bati en acier (photo n° 3)­, d'un poids de 30 ton­
nes, supporte les réactions des forces appliquées au modèle ; il est 
composé essentiellement d'un fend (socle) en acier moulé et d'une jupe 
comprennent 3 viróles en acier forgé ; le modèle, introduit dans cette 
enceinte, peut être soumis : 
­ à une charge axiale, obtenue grâce à une membrane 
en neoprène & faible déplacement agissant sur un piston supportant l'an­
neau ι cette charge est reprise par une couronne de réaction, située à 
la partie supérieure du dispositif ; les efforts sont transmis à cette 
couronne par l'intermédiaire d'une 'pièce d'appui et d'un dynamomètre. 
­ à une pression radiale externe appliquée dans 3 
membranes en caoutchouc placées au contact direct de l'anneau en béton; 
les deux membranes supérieures et inférieures autorisent la simulation 
d'effets d'extrémité. 
Les quatre circuits hydrauliques ainsi définis sont 
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pressurises au moyen de pompes hydropneumatiques indépendantes ­, pour 
les faibles pressions radiales, un dispositif annexe permet une régu­
lation précise dans les 3 chambres radiales mises en parallèle. 
Les charges maxima applicables correspondent à 
o = o = 100 bars ; les contraintes maxima correspondantes dans R L 
l'anneau s'élèvent à : 
­ Paroi extérieure : σ .= ­ 100 b ; σ = _ 260 b ; c_ = ­ 100 
R «G * 
­ Paroi intérieure : ; σ = _ 350 b ; σ = ­ 100 
° R = υ θ Ψ 
b) Pression interne : 
Un noyau en acier de forte épaisseur, introduit dans 
le modèle, reprend la pression appliquée par l'intermédiaire d'une mem­
brane en caoutchouc mise en charge par une pompe hydropneunatique. 
Ce dispositif ne permet que des essais â température 
ambiante : il peut être utilisé soit dans le bâti, soit hors bati. La 
pression maxima applicable est de 35 bars (c = 56 b ; a¿ . = Ol b) 
et permet d'obtenir la rupture des anneaux. e 
c) Température : 
Un élément chauffant tubulaire, ε. quatre niveaux 
indépendants électriquement, d'une puissance totale de lU Kw » peut 
être introduit dans l'anneau : la chaleur est transmise au béton par 
l'intermédiaire de poudre de laiton. A l'extérieur de l'anneau, un cir~ 
cuit de refroidissemement , situé dans les poches de mise en pression, 
et capable de 15 m /h, permet le contrôle des températures du coté 
froid. Les pièces d'extrémité du bâti sont également refroidies. 
Les caractéristiques thermiques de l'ensemble sont 
telles que la température maxima que l'on peut atteindre on pareme­nt 
interne est de T. = 210° C ·, la température externe, en régime établi, 
est alors'de χ = 8θ° C. Il serait bien entendu possible de modifier 
l'installation pour augmenter T . ou diminuer T 
I. 2. Mesures et régulation : 
a) Pressions : 
Elles sont contrôlées par quatre manomètres enregis­
treurs A C B et quatre indicateurs ä lecture directe qui participent 
aussi à la régulation et sont complétés dans ce domaine par des 
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manostats et des accumulateurs hyaropneumatiques ·3 les pressions de con­
signe peuvent être ainsi maintenues è + 2$ , quelles que soient les va­
riations dimensionnelles (dues à la dilatation thermique libre ) du 
■modèle. 
b) Températiures. : 
Soixante quatorze thermocouples ( Cu/ constantan) , 
­répartis dans la masse et sur les parois de la structure, sont utilisés 
pour le contrôle et la régulation de la température ; celle­ci est maî­
trisée avec seize couples doubles agissant sur quatre régulateurs aveu/­., 
gles CORECI H „ C u à action proportionnelle ; les indications de ces 
appareils sent en outre regroupées sur un enregistreur potentiométrique 
MECI . 
Un réglage de puissance manuel,, associé à ces enre­
gistreurs pour chacun des k éléments chauffants, permet d'obtenir une 
montée linéaire en température et un régime permanent stable. 
Les quarante deux couples do contrôle sont raccordés, 
par l'intermédiaire de deux enceintes de référence à 0° C (Frigistor) 
à une centrale de mesure Solartron qui délivre des résultats imprimés 
et perforés (sur bande) en degrés Celsius. 
c) Déformation ­ Détection des fissures : 
w l a a i ! ι ymmwim*mumm*Mmmm*m»m*&^*m»mmmmm*'^tm<m*mi»*m*mmt*mwm<^tt»mm*»im*ii<^*!*. 
Les déformations relatives superficielles sont mesu­
rées par 38 jauges à fil résistant (Hottinger ­ Baldwin 151/300 LP 21), 
de 15 cm de base, collées sur le béton avec une résine epoxy durcissant 
à 20° C. Ces jauges situées à mi­hauteur de l'anneau, sont réparties 
de la façon suivante : 
­ seize d'entre elles, régulièrement réparties, mesu­
rent les déformations circonférentielles de la paroi extérieure tandis 
que seize autres en analysent les déformations verticales. 
six jauges, disposées à intervalles réguliers, donnent 
les déformations circonférentielles en parement interne. 
Tous ces appareils peuvent être utilisés comme détec­
teurs de fissures ; ils sont raccordés à une centrale de mesure Budd 
qui délivre les microdéformations sur bande perforée»et imprimante. 
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Les variations du diamètre intérieur sont contrôlées 
à l'aide de deux ensembles mécaniques, situés à deux niveaux voisins 
de la mi-hauteur ; ils sont composés de palpeurs en invar, traversant 
l'élément chauffant, et placés de part et d'autre d'un corps de mesu-
re dont l'élément sensible est un potentiomètre Burns, à résolution 
infinie. 
Les déplacements peuvent être relevés entre lu et 2 mm ; 
la température de l'élément sensible est suivie par une sonde platine. 
Les mesures sont transmises à la Centrale Solartron. 
I. 3« Centralisation des informations - Dépouillement : 
L'auscultation périodique des différents capteurs est 
commandée automatiquement par l'horloge numérique de la centrale de 
Solartron qui envoie un signal de déclenchement aux différents récepteurs 
Les informations, imprimées et perforées sur bande, sont dépouillées au-
tomatiquement grace à l'antenne C D C 6600 des Renardières. 
II. PRESENTATION DES PROGRAMMES DE CALCUL . 
Les programmes de calcul utilisables pour sirauler 
numériqusment le comportement de l'anneau de béton sont au nombre de 
deux : 
- ELVIS pour une analyse de cylindre infini (situation 
unidimensionnelle.) 
- B003LV pour une analyse en cylindre court (situation 
bidimensionnelle). 
A. Programme ELVIS : 
Il s'agit de simuler numériquement 
l'évolution thermique et visco-élastique drun cylindre infinir_ont long. 
Analytiquement, le problème se réduit à l'intégration de deux systèmes 
d'équations différentielles . Le premier est relatif à l'équilibre 
thermique. 
(i) div ( .. grad T ) = ¿ ( p C T ) 
6 t 
avec des conditions aux limites comme : 
2 9 9 ­
(1 ) T(r . ) = f ( t ) Temperature imposee a une paroi 
< y ^ ( _ δ ^ ) ( r . , = g ( t ) Flux imposé 
6 
( ­ Ο λ LAJI?(T=V.)=° (Text ­ T ( r . ) Condition mixte 
ι ι 
¿ r 
Le second est construi t autour des équations d ' é q u i l i ­
bre élast iques à savoir : 
(2) Eouation d 'équi l ibre loca l s ) _ σ = 0 
— ( r o r ) θ t' 
(2 ) Equation d 'équi l ibre axia l Γ νσζ dv ~ F 
J Ri 
La re la t ion contrainte ­ déformation ­ température 
est donnée par l'examen de deux modèles rhéo'logiques à n étages valables 
respectivement pour l ' é t a t déviatorique : 
ε déviatorique = σ déviatorique + Σ " = n 
ε . td) 
G i = 1 1 
et pour l ' é t a t hydrostatique : 
ε hydrostatique = c hydrostatique i = n 
ν ε ah) Κ. · _ .· 1 1 ­ χ 
β, (d) représente les déformations déviatoriques de chaque étage ; 
¿¿(h) représente les déformations hydrcstatiquos de chaque étage 
La relation contrainte­déformation est essentielle­
ment dépendante de l'histoire du chargement. Celui­ci a, par impul­
sions successives, provoqué le glissement des amortisseurs jusqu'à un 
certain niveau qui est considéré comme définissant la deformabilité 
locale à l'instant considéré. L'état de tension des résultats est donc 
nécessairement mémorisé, Ce processus de simulation est particulière­
ment bien adapté aux ordinateurs actuels. 
Les caractéristiques du modèle rhêologique sont consi­
dérées comme dépendant du temps., du niveau de contrainte, de la tempé­
rature et surtout des coordonnées. 
^Programme BOOBLV : 
Ce programme est la version rapide du cede BLOCK , 
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reference (l) adaptée à la simulation d'une géométrie simple traitée 
à une vitesse élevée. 
Les utilisations faites à l'heure actuelle de 300BLV 
ont été essentiellement isothermes. L'utilisation en a donc été simpli­
fiée. 
Les relations d'équilibre sont la généralisation à 
deux dimensions de (2) à savoir : 
(3) j ^ ( r 0 ) + r ÇT 
<5 δ ° Ζ = 0 
— ( r T ) + Γ ~δ~1^ 
Les relations contraintes ­ déformation ­température ­
fluage sont identiques à celles prises en compte par ELVIS. Les sous­
programmes et les fonctions correspondantes sont standardisées entre les 
deux programmes. 
BCOBLV utilise comme données les résultats d'une 
phase A référence (l) où les relations déplacement ­ sollicitation ont 
été résolues dans l'hypothèse où le ressort série E est linéaire et 
indépendant du temps et de tout autre facteur. 
Cette hypothèse est celle qui permet de simuler rapi­
deeent l'évolution de 1'éprouvette. Lorsque celle­ci est représentée 
par kOQ points (eu 800 degrés de liberté) le passage d'un instant t à 
l'instant t + Δ t est effectué en machine en 1,7 secondes. (C D C 6600). 
III PROGRAMME DES ETUDES : 
III. 1. Composition des bétons : 
Les deux compositions qu'il est prévu d'étudier en 
premier lieu sont les suivantes : 
a) Composition A : Dosages pour 1 m de béton : 
­ Porphyre 5/15 ;;;;;;; i 068,60 Kg 
­ Sable de Loire ΜιΟ,ΟΟ 
­ Sablón Naveau 292,00 
­ Ciment C Ρ A C 325 Lafarge 350,00 
­ Eau (E/C = 0,1,5) · 157,^0 
­ Pozzolith n° 8 0,93 
Total 2 309,83 Kg/m' 
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b) Composition Β : 
­ Gravillon roulé Rudigoz..«.. 1 156,00 
­ Sable roulé Rudigoz 6«+7,00 
­ Ciment CPA C/325 Lafarge... UOO.OO 
­ Eau (E/C =0,37) lU8,00 
­ Pozzolith n° 8 1,06 
Total 2 352,06 Kg/m 
Ces deux compositions correspondent à de bons bétons 
de chantier, à granulometrie légèrement ecrêtée5 compte tenu des dimen­
sions de nos modèles et des problèmes de bases de mesure. Les deux bétons 
sont assez différents par'la nature des agrégats : porphyre concassé 
et silico­calcaire roulé. 
Seule la première composition a actuellement donné 
lieu à des expériences ; nous avons préféré étudier à fond uce seule 
composition en pensant que les résultats permettront d'alléger l'étude 
dos compositions suivantes. 
III. 2.. Programme des essais, : 
Les­buts des essais réalisés entre la température 
ambiante et 75° C sont d'étudier, sous l'effet de sollicitations méca­
nique a et thermiques, dissociées ou conjuguées, lès problèmes suivants : 
­ le fluage 
­ les caractéristiques mécaniques du matériau 
­ les contraintes thermiques 
­ la fissuration sous gradient thermique 
­ le comportement en traction à température ambiante 
­ les paramètres tnermiques (diffusivité, dilatation, 
échange). 
La comparaison des résultats expérimentaux à ceux 
donnés par des modèles mathématiques, alimentés par des essais sur 
éprouvettes, permet d'étudier la validité des hypothèses de calculs 
et des conditions d'essais sur énrouvettes. 
• 3 0 2 -
Les anneaux cylindriqiies constituent un stade d ' i n t e r -
médiaire t r è s souple entre l a s t ructure r ée l l e et 1'éprouvette de dimen-
sions rédui tes . 
a) Essais mécaniques : 
Il s'agit d'essais courts (élastiques) comparables 
aux essais de détermination sur presse des caractéristiques du maté-
riau. Nous effectuons des essais de compression et des essais de traction 
de manière à déterminer les pareunètres mécaniques directement sur des 
anneaux (coefficient de Poisson, module d'Young, résistance à la rupture 
en traction ) en fonction de divers cas de charge. Ces caractéristiques 
sont comparées à celles mesurées sur éprouvettes prismatiques ( 7 x 7 x 
28 cm ). 
b) Essais rhéologiques : 
Ce sont des essais plus longs, réalisés pour le mo-
ment à température ambiante, qui fournissent les déformations lentes 
sous charges biaxiales maintenues. Les résultats sont comparés aux 
résultats numériques fournis par deux programmes de calcul, l'un mono-
dimensionnel ( ELVIS ), l'autre bidimensionnel ( BLOCK ). 
Ces programmes peuvent utiliser différents modèles 
rhéologiques linéaires dont les paramètres sont déterminés à partir 
d'essais de fluage uniaxiaux réalisés sur des éprouvettes prismatiques 
( 7 x 7 x 28 cm ). Nous recherchons, en particulier, les écarts à la 
linéarité. Nous prévoyons d'effectuer ces essais à différentes tempé-
ratures ( comprises entre l'ambiante et 75° C), homogènes dans, l'anneau, 
puis avec gradient de température ( la précontrainte sera dimensionnée 
pour éviter toute fissuration ). Actuellement, nous opérons encore è 
température ambiante. 
c) Essais thermiques : 
Ils permettent d'étudier la réponse d'un béton don-
né, constituant l'anneau, sous l'effet de sollicitations mécaniques 
et thermiques conjuguées, appliquées pendant des temps relativement 
courts ( quelques jours) ; ces essais peuvent aller jusqu'à fissuration 
de la paroi externe de l'anneau : on détermine ainèi le terme ί£./(ΐ-υ ) 
et les valeurs maxima atteintes par les contraintes thermiques . Ce 
type d'essai est interessant pour sélectionner un béton dons les 
conditions de contrainte d'un projet donné. L'étude des régimes thermi-
ques transitoires est également faite et permet de déterminer certains 
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paramètres tels que la diffusitê thermique (λ /pC), le coefficient 
d'échange ( g ), le coefficient de dilatation (­α.) , cette détermina­
tion se fait par comparaison directe des résultats expérimentaux et 
calculés ' grâce aux nombreuses possibilités des codes de calcul : le 
calage expérience­calcul est réalisé dans le temps et dans l'espace. 
Le déroulement d"*un essai est pratiquement le suivant : 
Un gradient thermique contrôlé est créé dans l'é­
paisseur de l'anneau, en chauffant la paroi intérieure et en refroidis­
sant la paroi extérieure. En partant d'un état isotherme de la struc­
ture, la fissuration est recherchée en effectuant des cycles thermiques 
à amplitude croissante, jusqu'à atteindre une température maxima de 
75° C en paroi chaude. 
Le béton est âgé de six mois, au minimum, au moment 
des essais ; il est conservé, enduit' d'une résine époxy au démoulage 
dans un lecal à 20° C et 70 % d'humidité relative. 
Chaque cycle comporte 3 phases : 
­ la montée en température linéaire en parement inter­
ne (5° C/heure ) 
­ l a s t ab i l i s a t i on (obtention du régime permanent) 
­ l e retour à l ' é t a t isotherme. 
Si l a f i ssura t ion n ' e s t pas obtenue en augmentant 
l a température, e l l e est recherchée en diminuant l a précontrainte . 
Les t r o i s premiers cycles d'un essai thermique sont 
des cycles de s t ab i l i s a t ion strictement identiques ; des chargements 
mécaniques rapides , appliqués avant et après chacun de ces 3 cycles 
et aussi après l 'exécut ion du dernier cycle de l ' e s s a i complet ( qui 
comporte une dizaine de cycles ) , permettent dé vé r i f i e r l ' évolu t ion 
éventuelle des carac tér i s t iques mécaniques du matériau. 
Après l e s cycles de s t ab i l i sa t ion , l ' anneau est 
maintenu sous précontrainte b iaxia ie jusqu'^à la f in dès cyclages 
thermiques à température c ro issan te , qui se poursuivent, sans i n t e r ­
ruption, pendant 1 mois environ. 
Avant d'entamer ce programme, nous, avons expérimen­
t é deux anneaux ident iques, à haute température ( T . * 210° C , 
T e 80°C ) > malheureusement, l e s ex­tensomètres se eoat mal comportés 
à ces températures et l e s essais n 'ont pu donne* que des r é s u l t a t s 
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qualitatifs mais néanmoins interessants. Nous étudions la possibilité 
d'effectuer des mesures à ces températures. 
IV. PRINCIPAUX RESULTATS ­ COMPARAISON AVEC LES CALCULS 
A. Chargements mécaniques rapides à température ambiante : 
Les caractéristiques élastiques du béton sent déter­
minées sous l'effet de différentes charges biaxiales, en applicant : 
­ une contrainte axiale σ constante et en faisant 
varier la contrainte radiale externe α 
R 
­ une contrainte σ constante et en faisant varier o 7 
R Ζ 
A partir des contraintes appliquées aux limites,(l) 
en mesurant les déformations superficielles ¿ et t , on peut 
calculer dans l'hypothèse homogène, le module d'élasticité E et le 
coefficient de Poisson ν par les formules : 
σθ * ­ °~ ¿ σ­2­_92 σ­r (r­ <r ) 
(*> v = — z z ϋ _ et (5) E = Z ° 8 + Z *r-
e ( C-+ C-) _ ( cr+cr ) ε ( V ^ V ~£fl(Cö+V 
ζ z r θ ô r ¿, z r Q L 
On observe une dispersion assez notable aux faibles 
charges : on peut améliorer les résultats en dépouillant dans les in­
tervalles entre deux charges successives (Tableau ï). 
On constate ainsi que le module de la paroi int arne 
est systématiquement inférieur de l+,5 % environ à celui de la paroi 
externe ; indépendamment de la valeur des contraintes, cette différen­
ce peut être due à plusieurs causes : 
­ influence de la pression sur les extensomètres 
collé's sur la paroi extérieure. 
­ imperfections du chargement axial constatées ex­
périmentalement entre l'extérieur et l'intérieur. 
(l) Dans l'hypothèse homogène, on en déduit : 
σ ο = 2,6 o _ ; o = 3,6 o e re ö i ι 
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Les caractéristiques ainsi déterminées ont pu 
être comparées à celles mesurées sur éprouvettes de 7 x 7 x 28 cm 
ehi^ rgées axialement. Le module d'Young des éprouvettes est inférieur .de 
de l6 % à celui de l'anneau ; cet écart n'est pas.probant pour la 
mise en évidence d'un effet d'échelle ; en effet les mesures sur 
éprouvettes sont effectuées à l'aide de transformateurs différentiels 
entre deux plots scellés dans la partie centrale de 1'éprouvette, 
tandis que les mesures relatives à l'anneau sont obtenues grâce à 
des straingages collés sur les parements ; une expérience mettant 
en parallèle ces strain-gages et les extensomètres ancrés dans le 
béton, a montré que la réponse des jauges était inférieure de 15 % 
à celle des extensomètres fixés sur plots. Il semble donc que la 
différence observée soit essentiellement de nature expérimentale. 
Ces observations mettent en évidence la difficulté de comparer deux 
expériences pour lesquelles toutes les conditions ne sont pas absolu-
ment identiques. 
B^JTransitoires thermiques : 
Deux modèles de même composition nous ont permis 
d'étudier les régimes transitoires et permanents et de vérifier la 
reproductibilitê des résultats pour des sollicitations imposées sensi-
blement identiques : 
Pour le premier modèle, la loi thermique imposée était de la forme 
d ( T.j_ - Te )/dt = cte, tandis que le deuxième subissait d T ./dt = 
cte , avec un régime permanent maintenu plus longtemps. Les figures 
2 et 3 montrent l'évolution des températures correspondantes ; pour 
une précontrainte de l'anneau donnée, les sollicitations thermiques 
provoquent des extensions sur la fibre externe qui peuvent entraîner 
une fissuration verticale si le gradient thermique est suffisant ; ceci 
explique que nous préoccupons de suivre plus particulièrement l'évo-
lution temporelle des déformations circonférentielles extérieures 
. La comparaison des résultats des deux modèles est donnée 
sur la figure k ; on voit que la dispersion d'un mdèle à l'autre est 
faible, compte tenu des conditions expérimentales, légèremeut diffé-
rentes. 
Les déformations expérimentales dues aux contraintes 
thermiques sont déterminées à partir des déformations mesurées en 
effectuant une correction de température proportionnelle à ( \/-,\ 
TABLEAU I ­ : 
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- TABLEAU II -
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t z" (1) PéfoBmation calculée ­ Par hypothèse ¿ ° . = ε ° i e 
(2) Déformations déterminées à partir des mesures avec Un coefficient (« j ­
2,1 . 10 " /°C (entre 15°C et 35°C) et ( ¿j ­ «b) = 3,5 ­10 "6(entre 35°C et 75°C 
b) 
(3) e = Différence experience calcul 
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(l) ; ce coefficient différentiel est obtenu expérimentalement en 
faisant varier la température d'un bloc de bétcn libre de se dilater 
et sur lequel on a collé plusieurs extensomètres. 
Nous avons vérifié eue la déformation verticale ε 
z 
était constante dans l'épaisseur : ceci justifie l'application du 
code de calcul ELVIS ;les résultats de ce calcul ont été confrontés 
à ceux de l'expérience et on a ainsi constaté que le modèle répond 
élastiqueraent au choc thermique appliqué.La diffusité thermique ^/^ c 
ne parait pas évoluer beaucoup au cours des essais et ceci parait nor­
mal si l'.on admet que la diffusité hydrique est beaucoup plus élevée 
( Ref'. 8). Il est toutefois possible que la précontrainte chasse, 
par effet d'épongé une certaine quantité d'eau de l'intérieur vers 
l'extérieur ( o. > a ) ; le gradient thermique peut agir dass le 
même sens. Le modèle mathématique ne tenant pas compte de ces mouve­
ments d'eau, l'examen du tableau II, donnant les écarts entre calcul 
et modèle, pourrait mettre en évidence, cette migration d'eau ; on 
constate, en effet, une stabilisation pour des cycles réalisés à 
des températures T . et T semblables. 
Les sept premiers cycles sont réalisés à amplitude 
croissante tandis que les 3 suivants, identiques au 7e, montrent que 
l'anneau travaille élastiquement et permettent de penser à une sta­
bilisation de la teneur en eau. 
La comparaison des déformations thermiques totales 
calculées et mesurées est illustrée par la figure 5 ; à la fin du 
régime établi, l'écart entre les déformations calculées et mesurées est, 
par défaut, de 3 % en parement interne et de 8 % en parement externe 
( Les déformations expérimentales sont plus faibles). 
Le retour à l'état isotherme est très concordant 
puisque les résultats se superposent. 
(l) Λ . β coefficient de dilatation de l'extensomètre collé sur 
béton. 
= coefficient de dilatation du béton. 
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C. Essais de fissuration : 
a) Essais de traction à température ambiante : 
La contrainte circcnfêrentielle élastique dans 
1'hypothèse homogène est : 
= ­a 2 Pi ( 1 t.b2) 
b ­ a r 
Pour les dimensions de l'anneau, en a : ( 
f b = 6 
Sur la paroi externe : ° 0 = 1 5 Pi 
Sur la paroi interne. : ° g = 2 6 Pi 
i 
Le comportement élastique du modèle est vérifié 
par de3 chargements mécaniques rapides. LeS caractéristiques du 
béton sont calculées par une méthode analogue à celle indiquée en A. 
Pour un béton âgé de six*mois, le module d'Young 
est égal à 407 700 bars (écart type : 6 000 i)ars ) tandis que le 
coefficient de Poisson est de 0,22 ( écart type 0,0l4 ) pour une con­
trainte ° σ de 21 bars. 
Pour le même béton, sollicité en compression, on 
trouvait : 
E = 393 000 bars (écart type = 10 300 bars ) 
f = 0,21 pour une variation de contrainte radiale égale à 
30 bars et pour une contrainte verticale nulle. 
Après ces vérifications, la rupture est recherchée 
en augmentant linéairement Ρ en fonction du temps ·, cette rupture 
est brutale et la structure passe sans transition du domaine élastique 
à la fissuration comme le montre la figure 6;. 
Pour notre béton, cette rupture est observée 
pour une contrainte de Lamé,, obtenue par lecture de l'enregistreur 
manométrique, égale à 4θ bars environ . L'essai permet, à partir 
des mesures de déformations et de la détermination précédente de cal­
culer cette valeur ; le résultat est bien : 4θ bars . (l) 
(1) σ= Ec * 400 000 bars x l , 1 0 " 4 
"fc 
­ 3 1 0 ­
b) Essais de f issurat ion en température : 
La f issurat ion des modèles ne pouvant ê t re obtenue 
en augmentant l e gradient thermique ( T. = 75° C ) , e l l e a été r e ­
1 
cherchée en diminuant la précontrainte : seule la divergence des résul­
tats calculés et mesurés, a permis de détecter des microfissures ver­
tivales. Les déformations mesurées en parment externe n'ont pu être 
exploitées pour déduire avec précision l'expression E « / ( 1 ­ ν ) ; 
elles ont néanmoins fourni une valeur approchée de la résistance à 
la traction, dans les conditions de l'essai thermique, que l'on peut 
estimer, avec prudence, comprise entre 60 et 90 bars. 
S'il y a réellement migration de l'eau, on peut pen­
ser que ce phénomène, qui a pour effet de rétracter les fibres internes 
et de gonfler les fibres extérieures, contrarie la fissuration. 
Une fois encore, l'effet d'épongé, qui implique 
une liaison entre le champ thermique et les contraintes mécaniques 
pour le problème de la migration de l'eau,, a pu jouer. 
Les prélèvements effectués après l'essai paraissent 
confirmer cette hypothèse : trois jours après la fin de l'essai ther­
mique, des prélèvements de béton sont effectués dans la structure 
même de l'anneau pour analyser le taux d'humidité du modèle ; l'analyse 
de six échantillons ainsi prélevés, a donné les résultats suivants : 
­ paroi intérieure : 4 % d'eau résiduelle ( rapporté 
au poids de béton sec ) 
­ paroi extérieure : 4,8 % d'eau résiduelle 
­ centre de la aproi : 4 % d'eau résiduelle 
Bien entendu, des vérifications expérimentales 
relatives à ce phénomène vont être entreprises, ainsi que des essais 
complémentaires sur le comportement en traction du béton. 
D. DEFORMATIONS LENTES SOUS CHARGES A TEMPERATURE AMBIANTE : 
Io Essais effectués : 
Deux expériences, portant sur deux anneaux de même 
composition, enduits de curing dès leur démoulage et conservés dans 
un local à 20° C et à hygrométrie relative voisine de 70 %, ont été 
effectuées. 
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1 er essai : 
L'âge du béton à la mise en charge, était de l4 
mois. L'essai a duré 75 jours. La régulation dès charges, n'ayant 
pas fonctionné comme nous l'espérions, celles-ci ont fluctué légère-
ment ( ·*Ί0 % des charges ) autour des valeurs moyennes suivantes : 
. 60 bars pour la contrainte axiale uniforme 
. 4o bars pour la contrainte radiale extérieure. 
2 ème essai : 
L'âge du béton à la mise en charge, était de 6 mois. 
L'essai a duré 50 jours. La régulation ayant parfait vierut fonctionné 
pour ce deuxième essai, les sollicitations peuvent êUe considérées 
comme constantes et identiques à celles du premier essai. 
Les valeurs indiquées pour les défoliations sont 
des valeurs moyennes portant sur 10 valeurs en ce qui concerne la 
paroi interne ( écart type de l'ordre de 15 10 ~ ) et sur 16 valeurs 
peur la paroi externe (écart type de l'ordre de 15 10 ). 
2° Comparaison avec les calculs : 
Le code ELVIS, décrit plus haut, permet également 
l'étude de l'évolution des déformations lentes, sous charges pour une 
structure anuulaire ; dans l'utilisation que nous en avons faite ici, 
ELVIS se place dans l'hypothèse de visco­élasticitê linéaire ( mais 
cela n'est pas restrictif ­) et permet l'utilisation de divers modèles 
rhéologiques. 
Pour .expliquer quantitativement nos résultats expé­
rimentaux, nous avons introduit dans.lé code, deux modèles rhéologiques 
différents : 
a) La première comparaison expérience­calcul est obte­
nue à partir à1un modèle rhéologique dont la réponse à "aie sollicita­
tion suit la loi de Caquet : 
<8* ε (t) = 100 (1 ­ io'­°»01v t) 
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où t (t) désigne la déformation lente sous charge, à l'instant t, 
les coefficients numériques étant valables pour t exprimé en jours. 
En admettant l'existence d'un coefficient de réduction de 2/3 et 
en prenant 0,5 peur valeur du coefficient de Poisson pour la défor­
mation visqueuse, nous observons un bon accord avec les résultats 
expérimentaux comme le montrent les figures 7 et 8. 
b) Pour chaque essai effectué sur l'anneau, nous avons 
avons mené simultanément un essai uniaxial sur éprouvette 7 x 7 x 28 cm 
chargée à 150 bars ­, 1'éprouvette a été coulée en même temps que l'an­
neau et conservée dans les mêmes conditions, (l) 
Ces essais uniaxiaux permettent de déterminer les valeurs des para­
mètres E , E , n , n du modèle rhéologique ci­dessous : 
1 2 2 3 
Les figures 9 et 10 montrent les résul­
tats des deux essais uniaxiaux ainsi 
que les déformations des modèles chei­
i ι ' sis pour le calcul de l'anneau. -φ''/x 1 Pour éliminer l'influence des instruments de mesure 
(constatée par les essais de module instantanée : cf. IV. Α . ) , nous 
effectuons les mesures sur éprouvettes à l'aide de jauges identiques 
à celles utilisées sur les anneaux. 
Le passage de l'essai monoaxial à l'essai mené sur 
l'anneau nécessite la connaissance du coefficient de Poisson et de 
son évolution pendant la durée de l'essai : nos expériences sur ce su­
jet n'étant pas suffisamment avancées, nous avons fait varier dans 
les calculs, le coefficient de Poisson ; les variations de ce paramètre 
ne suffisent pas à expliquer les différences calculs­expérience ; par 
contre, si nous admettons l'existence d'un coefficient d'échelle de 
l'ordre de 2/3 et si nous prenons 0,5 comme coefficient de Poisson 
visqueux, nous observons une concordance très acceptable avec les 
résultats expérimentaux comme le montrent les figures 8 et 9· 
­r f c< 
\ ι Vz 
(l) Teneur en eau après essai : 4 % dans l'anneau. 
Teneur en eau après essai : 3,4 % dans 1'éprouvette correspondante. 
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Nous avons vu, par ailleurs, que les résultats étaient 
peu sensibles à la variation du coefficient de Poisson. 
3° Interprétation de ces résultats : 
Les deux comparaisons que nous venons de décrire, 
montrent qu'il est possible de prévoir, avec une précision suffisante, 
l'évolution des déformations superficielles de l'anneau étudié. 
L'existence d'un coefficient d'échelle permettant 
de passer de 1'éprouvette 7 x 7 x 28 cm à l'anneau, dans la deuxième 
comparaison, peut être due à différentes causes, parmi lesquelles on 
peut avancer : 
a) Les éprouvettes et l'anneau ne sont pas vibres 
de façon identique lors de la coulée ; de plus, 
la prise du béton ne se fait pas de la même façon 
dans une éprouvette de dimensions réduites et dans 
l'anneau. Ces deux facteurs semblent .iouer un 
rôle important : pour le premier essai effectué sur 
l'anneau, le module d'Young moyen, mesuré sur les 
éprouvettes 7 x 7 x 28 cm,coulées simultanément, 
était de 3l6 000 bars (écart type = 10300 bars), 
tandis que le module moyen mesuré sur des éprou-
vettes, prélevées par découpage dans l'anneau 
en fin d'essai, était de 363 000 bars (écart type = 
4 100 bars). 
b) L'évolution des déformations représente la superpo-
sition de fluage et du retrait ; beaucoup d'auteurs 
et notamment TR0XELL, RAPHAEL et DAVIES (Ref. 9) 
ont observé que les deformations le S es sous charges 
décroissent quand les dimensions augmentent et que 
l'écart se fait essentiellement dès le début du 
chargement. Ceci peut s'expliquer par le rapport 
S/V qui diminue quand les 'dimensions augmentent ; 
remarquons cependant, que ce phénomène est atté-
nué, dans nos expériences, par la présence du 
curing. 
c) L'exploitation du code ELVES que nous avons faite 
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suppose le fluage linéaire en fonction de 
la contrainte ; nous avons voulu ainsi, pré-
ciser les écarts expérimentaux vÎ3 à vis de 
cette hypothèse. 
Mais, pour le béton étudié, nous n'aurons 
pas encore établi la relation entre le flua,.. 
ge à un instant donné et la charge ; admet-
tre la non-linéarité du,fluage entraînerait 
une redistribution de contraintes qui af-
fecterait les résultats calculés. Nous 
pensons pouvoir effectuer cette étude très 
prochainement. 
d) Comme il y a dans l'anneau, un fort gra-
dient de contrainte et que la prise du 
béton dans l'anneau et dans les éprouvettes 
a pu se faire différemment, il est prcbs.ble 
que le profil de la teneur en eau n'est pas 
le même dans les deux échantillons. 
Selon POWERS, fcefu 6) ceci est de nature 
à affecter de façon sensible le taux de 
fluage. 
En ce qui concerne la première comparaison ex-
périence-calcul qui utilise un modèle déduit de la loi de Caquot, le 
coefficient de réduction, également de 2/3, n'est pas de même nature 
et peut s'expliquer par l'indétermination qui pèse sur t f*»' -du 
fait que nous ne disposons pas de résultats d'essais de fluage à long 
terme du béton utilisé. 
Nos préoccupations actuelles sont de déterminer l'in-
cidence de différents paramètres sur la valeur du "coefficient d'échelle" 
Ceci conditionne l'extrapolation des résultats de laboratoire aux struc-
tures . Nous allons examiner en particulier : 
- l'effet de la conservation des éprouvettes en nous 
assurant d'un conditionnement plus rigoureux de leur teneur en eau. 
- la réponse d'un anneau sollicité uniaxialement (va-
riation du coefficient de Poisson). 
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Bien entendu, il faut aussi examiner le comporte-
ment de bétons nettement différents de celui que nous avons utilisé. 
V. CONCLUSIONS 
Au point d'avancement actuel de l'étude, nous pouvons 
dire que nous savons déterminer, par comparaison avec les lectures des 
thermomètres et des extensomètres, les paramètres thermiques et élas-
tiques du béton sous une mise en charge thermique ou mécanique rapide. 
D'autre part, dans le cas d'un chargement d'une durée 
de deux mois environ, l'emploi d'un modèle visco-élastique linéaire 
apparaît satisfaisant. Cependant, les coefficients de ce modèle sem-
blent assez difficiles à déterminer et il existe une différence marquée 
entre les coefficients visco-élastiques observables sur une éprouvette 
de petites dimensions et ceux nécessaires pour rendre compte du compor-
tement de l'anneau. 
L'analyse minutieuse des facteurs de cet "effet d'é-
chelle" est en cours. 
Enfin, il semble que nous ayons observé un effet qui 
eerait interprétable par la remarque de POWERS (Référence 6) et de 
SLATE et MEYERS (Référence 7) ; le fait que 1'éprouvette que nous étu-
dions soit isolée, quoique d'ailleurs assez imparfaitement, montre l'im-
portance des mouvements d'eau dans l'êprouvette vis à vis des échanges 
hydriques aux parois ; ceci corrobore une remarque de 1' IIERMITE (Réfé-
rence 5) et contribue à expliquer e¿t effet d'échelle-, 
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N0TATI0N3 
ρ : coefficient superficiel d'échange thermique 
u : coefficient de dilatabilité thermique 
C : chaleur spécifique volumique 
e : déformation 
e : déformation hydrostatique 
gà- : déformation déviatorique 
μ : masse spécifique 
*· : conductivité thermique 
G : module déviatorique 
k : module de compressibilité 
r : variable de description spatiale (distance à l'axe de révolu­
tion ). 
° : composante radiale du tenseur contrainte r 
o0 : composante tangentielle du tenseur contrainte 
: composante axiale du tenseur contrainte 
τ : composante de cisaillement (r, <- ) 
•t : temps 
T : température 
χ : température extérieure à l 'anneau 
e 
T : température superf ic ie l le interne de l 'anneau 
i 
2 : var iable de description spa t ia le (distance corr>ptée l e long de 
l ' axe de révolution ) 
r < : rayon in té r ieur de l 'anneau 
r : rayon extérieur de l 'anneau 
e 
E : module d'Young 
v> coefficient de Poisson 
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ESSAI DE TRACTION 
GACHEE η· 53 
Fig. 6 
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FLUAGE A TEMPERATURE AMBIANTE 
DEFORMATIONS TANGENTIELLES COULEE 27 
Fig. 7 
o Experimentales 
_ Modèle 1 
Modèle 2 
Modele 1 : modele rheologtque correspondant a une lot 
de Fluage de Mr Caquot. 
Modèle 2 : modèle rheologtque correspondant a une loi 










MODULE D'YOUNG E e 3,8.10 6 I /m 2 
COEFFICIENT DE POISSON V = 0,18 
PRESSION RADIALE EXTERIEURE MOYENNE 402 l / m 2 
PRESSION AXIALE MOYENNE 410 tonnes 
FLUAGE A TEMPERATURE AMBIANTE 
DEFORMATIONS TANGENTIELLES COULEE U 
Fig.β 
MODULE D'YOUNO E ­ 3 . Í . 1 0 6 l / m 2 
COEFFICIENT DE POISSON V ­ 0 , 1 6 
PRESSION RADIALE EXTERIEURE 406 t / m 2 
FORCE AXIALE 3 8 4 , 5 t 
o Expérimentales 
_ Modèle 1 
E10 ­ *1 
Modèle 2 
Modèle 1 : modèle rhe'ologique. correspondant à une loi 
de Fluage de Mr. Caquot . 
Modèle 2 : modèle rhe'ologique correspondant à une loi 
de Fluage déduite d'un essai u n i ­ a x i a l 
30 SS 40 40 50 Jours 
FLUAGE MONOAXIAL 
A TEMPERATURE AMBIANTE 
CHARGE . 1 5S0 t / m 2 GACHEE n* 27 
Flg. 9 
A E expérimentale 
E , n ­ « I O " * . 218,57 ( 1 ­ β ­0.1923 t ) + 2 / 2 0 t 
E 1 0 ­ « ■ S 056 ( 1 ­ e ­ 0 . 0 1 V T ) 
40 jours 
FLUAGE MONOAXIAL 
A TEMPERATURE AMBIANTE 
CHARGE . 1530 t / m 2 GACHEE tf 54 
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DETERMINATION DU MODULE DE RIGIDITE THERMIQUE Σ ^ 
D'UN BETON CALORIFUGE SOUMIS A DES SOLLICITATIONS 
THERMIQUES 
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G. NOEL 
Centre d'Etudes et de Recherches du Bâtiment 
et des Travaux Publics 
N° 10 
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PBEAMBULE 
Les b é t o n s d ' a r g i l e e x p a n s é e , p r é s e n t e n t l a p a r t i c u l a r i t é de 
p o s s é d e r de r e m a r q u a b l e s q u a l i t é s d ' i s o l a t i o n t h e r m i q u e , i l n ' e s t donc 
pas e x c l u que ce m a t é r i a u t r o u v e une a p p l i c a t i o n p r a t i q u e comme é c r a n 
t h e r m i q u e dans l e s c a i s s o n s de r é a c t e u r n u c l é a i r e . 
Le bu t de l ' é t u d e , dont nous a l l o n s p a r l e r m a i n t e n a n t n ' e s t pas 
de f a i r e une r e c h e r c h e s y s t é m a t i q u e s u r l e s q u a l i t é s des b é t o n s d ' a r g i l e 
expansée , mais d ' o b s e r v e r l e comportement de ce b é t o n , de c o m p o s i t i o n 
b i e n d é f i n i e , soumis à une s o l l i c i t a t i o n t he rmique r e l a t i v e m e n t é l e v é e . 
C e t t e é t u d e r e n t r a n t dans l e c a d r e d ' u n e a p p l i c a t i o n de ce 
u a t é r i a u comme c a l o r i f u g e dans un c a i s s o n de r é a c t e u r n u c l é a i r e , l e 
Commissar ia t à l ' E n e r g i e Atomique a c o n f i é au C e n t r e E x p é r i m e n t a l d ' E t u d e s 
e t de Recherches du Bât iment e t d e s Travaux P u b l i c s , l a c o n d u i t e des e s s a i s , 
DEFINITION DES ELEMENTS D'ESSAI 
Afin de r e c r é e r au maximum l e s c o n d i t i o n s r é e l l e s d ' u t i l i s a t i o n , 
l e s é l é m e n t s ont é t é r e p r é s e n t é s p a r des p o u t r e s a y a n t l e s c a r a c t é r i s t i q u e s 
d i m e n s i o n n e l l e s s u i v a n t e s : (Voir schéma H° ï ) · 
Longueur : 3 .15 ι 
La rgeu r : 0 , 60 m 
E p a i s s e u r : 0 ,30 m dans l a p a r t i e c o u r a n t e 
0 , 40 m dans l e s embouts 
Ces p o u t r e s ne c o n s t i t u e n t p a s , à p roprement p a r l e r des modè les 
r é d u i t s mais des s t r u c t u r e s d ' u n o r d r e de g r a n d e u r r e l a t i v e m e n t v o i s i n des 
é l é m e n t s i s o l a n t s r é e l s . E l l e s ont é t é soumise s , s u r l e u r f a c e s u p é r i e u r e , 
à une t e m p é r a t u r e maximale de 400° c e n t i g r a d e , e t e l l e s on t é t é r e f r o i d i e s 
su r l e u r f a c e i n f é r i e u r e pa r une c i r c u l a t i o n d ' a i r . 
* Vo i r Communication "Nouveaux t y p e s de b é t o n s c a l o r i f u g e s pour 
r é a c t e u r s n u c l é a i r e s " . 
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CONDITIONS D'ESSAIS DES POUTRES 
Le processus d ' e s s a i c h o i s i , se j u s t i f i e par l 'examen du 
comportement d'un élément r é e l (schéma N° 2 ) . 
Sous l ' a c t i o n d 'un échauffement por tan t l a face i n t e r n e à une 
température de 400°, l a forme de l ' é l émen t devient c e l l e r ep ré sen tée en 
A sur l e schéma, l a face i n t e r n e s ' a l l o n g e a n t p lus que l a face e x t e r n e . 
Sous l ' a c t i o n de l a p ress ion due au f l u i d e ca lopo r t eu r , l a 
pout re qui c o n s t i t u e l ' é l émen t es t soumise à une charge uniformément 
r é p a r t i e . Le rayon de courbure mécanique qui appara î t e s t v a r i a b l e , 
puisque propor t ionne l au moment. I l es t nul aux appuis A et B, et maximal 
au c e n t r e . 
Ce premier schéma de déformation s ' a r r ê t e quand l e cen t re C 
face i n t e r n e du caissoi 
l ' o r d r e de quelques m i l l i m è t r e s . 
touche l a n . La d i s t ance C1 C_ es t en r é a l i t é de 
Un schéma iden t ique se r ep rodu i t pour l e s p o s i t i o n s AC et CB 
r e p r é s e n t é e s en B sur l a f i g u r e , mais sensiblement différemment puisqv.e 
ces p o r t i o n s seront encas t r ées en C. 
Ges schémas de déformation se reproduisen t a i n s i j u squ ' à ce 
que l ' é l émen t épouse à nouveau la . forme du ca isson , sur t o u t e sa longueur, 
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METHODE DE CALCUL 
Le c a l c u l suivant permet d ' a s s i m i l e r l a s o l l i c i t a t i o n 
mécanique de l ' é l ément considéré à l a s o l l i c i t a t i o n de c o n t r a i n t e s 
thermiques, subie par un cy l ind re à s ec t ion c i r c u l a i r e , e n t i e r , de 
même rayon i n t é r i e u r et e x t é r i e u r . 
Si nous considérons 0c l a température de l a face i n t e r n e du 
ca lo r i fuge , et fSf l a température de l a face ex te rne , en contac t avec 
l a peau d ' é t a n c h é i t é , l a v a r i a t i o n du rayon de courbure (qui tend à 
amener l ' é l ément ve r s l ' i n t é r i e u r ) a pour v a l e u r : 
Δ(­Ι­) , « ( 6c ­ Of) χ 4 ­ (1) 
dans laquelle : 
α : coefficient de d i l a ta t ion thermique du béton 
h : épaisseur de l 'élément 
L'annulation mécanique de ce t te var ia t ion du rayon de 
courbure, par l a présence du fluide caloporteur se t radui t par un 
moment fléchissant M, constant dans toutes les sections de l 'élément, 
t e l que : 
­Är ­ A < T > ­ « < β · ­ θ ϊ > * 4 - <2> 
Les valeurs maximales des contraintes correspondantes 
s'expriment par : 
„m = »t-L = JSS^Î-È. ( 9c - 6 Î ) x 4 -
^ . J.X.Lß-l.-J.lL (3) 
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qui est l'expression simplifiée, au coefficient de Poisson et au 
coefficient de forme m près, de la contrainte thermique maximale subie 
par un cylindre sous une différence de température <(9c ­ Of = (Δ^). 
% A *«1&LZ-$J.L . (1 ­ ­2­) (4) 
2 (1 ­ v) 3 
dans le cas présent : 
e ~ i 0 4 m = 5 = —f­r­ = 0,04 est négligeable, et le R . ι Ό 
X 
coefficient de Poisson ν n ' in te rv ien t pas du f a i t q u ' i l s ' ag i t d'une 
poutre. 
PROGRAMME DE MESURES 
Le programme de mesures a donc é té l e su ivant : 
1° - Mesure de l a courbure l i b re pr ise par l a poutre d ' e s sa i , 
afin de suivre l ' évolu t ion du coefficient de d i l a t a t ion 
thermique du béton d ' a rg i le expansée en fonction de 
l ' é l éva t ion de la température sur l 'une de ses faces 
(schéma N° 3 ) . Le calcul de α a été effectué en partant 
de la formule ( 0 . 
2° - Mesure des températures sur l e s faces froide et chaude et 
également à l ' i n t é r i e u r du béton afin de t racer l a 
r épa r t i t i on de l a température dans toute l a section de l a 
poutre. 
égale à : 
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3° ­ Détermination de l ' évolut ion du module de r ig id i t é 
thermique du béton d ' a rg i l e expansée, et dé l ' évolut ion 
des f i ssures en fonction de l ' é l éva t ion de l a température. 
Les valeurs du module de r i g i d i t é thermique s'obtiennent 
en tenant compte des re la t ions qui suivent . 
Nous avons vu plus haut que l 'expression de l a courbure est 
4 ­ ­ « . (fio ­ Of), 4 ­ (o 
En appliquant à ce t te da l le , sans modifier sa s o l l i c i t a t i o n 
thermique, un moment fléchissant constant = Ρ . a (voir schéma N° 4) on 
peut créer une déformation égale et opposée à l ' e f f e t thermique, 
annulant l a courbure de l a d a l l e . 
L'expression de l a courbure mécanique est l i é e au moment 
fléchissant par : 
.1. , _ï_ (2) 
R E.I 
L 'égal i té des expressions (ï*) et (2) pr ises en valeur absolue 
conduit à l a re la t ion : 
α . ( 6c ­ 6f ) . ­1­ » ­­£­­
h E.I 
d 'où : E 
α . ( Ö c ­ θ ί ) .. I 
M. h ou : E.a = ·—————> 
( 6c - Ô£). I 
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Le produit Ε, .α intervient directement dans le calcul des 
contraintes thermiques fournies par la thermoélasticité, il est donc 
inutile de les dissocier. Nous appelons ce produit, module de rigidité 
­2 —1 
thermique qui s 'exprime en kg,cm °C . Dans c e t t e é tude sa v a r i a t i o n a 
é té pa r t i cu l i è r emen t c o n t r ô l é e . 
SOLLICITATIONS THERMIQUES 
Les s o l l i c i t a t i o n s thermiques ont é té évidemment p rog re s s ive s , 
mais l a température maximale sur l a face chaude de l a pout re a a t t e i n t 
400 degrés c e n t i g r a d e . 
A chaque p a l i e r de température et après l ' é t a b l i s s e m e n t d 'un 
régime de température permanent, l a v a l e u r de l a courbure a é té mestirée. 
Précisons à nouveau que dans la première partie du programme 
la poutre est libre de se dilater. (Revoir schéma N° 3). 
PRESENTATION DE LA MACHINE D'ESSAI A CHAUD 
La machine d ' e s s a i , sur l a q u e l l e a é té exécutée t o u t e c e t t e 
é tude , r é a l i s e ou non, su ivant l a s o l l i c i t a t i o n envisagée, un moment 
cons tant sur une poutre reposant sur deux appuis simples (Photo N° ï ) . 
Le moment cons tant es t r é a l i s é sur l a poutre par l ' i n t e r m é d i a i r e 
de 4 v é r i n s hydraul iques d ' a l i m e n t a t i o n . Chaque v é r i n peut développer 
7 tonnes pour une p re s s ion de 40 b a r s . Ces v é r i n s sont a l imentés en 
p a r a l l è l e par un groupe électro­pompe à déb i t c o n s t a n t . Ce groupe es t 
commandé automatiquement par une é l ec t ro ­vanne à 4 v o i e s . Dans l e c i r c u i t 
sont i n s é r é e s des soupapes de s é c u r i t é qui permet ten t , en cas de 
su rp ress ion in tempes t ive , l a chute de p re s s ion automatique dans l e s 
chambres de press ion des v é r i n s . 
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La p a r t i e fondamentale du d i s p o s i t i f d ' e s s a i es t c o n s t i t u é e 
par l e rég lage automatique du c i r c u i t de commande hydrau l ique . Le but de 
c e t t e r é g u l a t i o n es t l e maint ien constant sous courbure nu l l e de l a 
zone de l a pout re soumise à un moment f l é c h i s s a n t cons t an t , La mesure de 
l a courbure es t effectuée au moyen d'un curvimètre dont l ' é l émen t de 
mesure est un capteur de déplacement po ten t iomèt r ique . Ce cap teur es t 
monté dans un pont , dont l e d é s é q u i l i b r e a g i t sur un système de r e l a i s 
qui commande l e s e l e c t r o s vannes des v é r i n s , La p ress ion développée par 
l e s v é r i n s , pour annuler l a courbure de l a d a l l e , s ' i n s c r i t sur un 
manomètre piqué sur l e c i r c u i t hydraul ique . 
Les appuis de l a d a l l e se présen ten t de l a façon su ivan te : 
Un des appuis es t mobile , et tourne su r un axe monté sur 
roulement à b i l l e s . L ' a u t r e appui es t f i x e mais i l es t conçu de façon à 
permet t re t o u t e r o t a t i o n de l ' e x t r é m i t é de l a d a l l e . Avec ces types 
d ' appu i s , l a d a l l e es t l i b r e de se d i l a t e r longi tudinalement et es t 
rigoureusement a r t i c u l é e à ses ex t r émi t é s . 
Le d i s p o s i t i f de chauffage es t c o n s t i t u é par des éléments de 
r é s i s t a n c e , e n t o i l é s dans un t i s s u d ' amian te . Le d i s p o s i t i f cuuvre t ou t e 
l a longueur de l a pou t r e , La pout re es t également ca lor i fugée sur t o u t e 
l a longueur de l a face supér ieure et sur ses c ô t é s , 
VENTILATION 
La face i n f é r i e u r e es t r e f r o i d i e par v e n t i l a t i o n , La gaine de 
v e n t i l a t i o n es t fermée à sa p a r t i e i n f é r i e u r e par une plaque de p l e x i g l a s 
de 1 0 mm d ' é p a i s s e u r . Cet te plaque t r a n s p a r e n t e permet l ' o b s e r v a t i o n de 
l a f i s s u r a t i o n de l a face i n f é r i e u r e de l a p o u t r e , La v e n t i l a t i o n est 
assurée par un groupe c l a s s ique avec v o l e t s de rég lage automatique. 
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BETON D'ARGILE EXPANSEEETUDIE 
P lus i eu r s pou t res en a r g i l e expansée ont é té é t u d i é e s . Leurs 
c a r a c t é r i s t i q u e s physiques et mécaniques sont l e s su ivan tes : 
C a r a c t é r i s t i q u e s dimensionnel les (Voir schéma N° 1 ) 
Longueur : 3 , 1 5 m 
Largeur : 0,60 m 
Epaisseur : 0,30 m dans l a p a r t i e courante 
0,40 m dans l e s embouts 
Composition du béton pour 1 m 
Argixe expansée 10 à 20 
Argi le expansée 3 à 10 
Arg i le expansée 0,3 à 3 
Vilmoli the 








Les pout res ont é t é légèrement armées comme l ' i n d i q u e l e 
schéma N° 5, et e l l e s ont é té équipées avec des thermocouples dont l a 
d i s p o s i t i o n es t p r éc i sée sur l e schéma N° 6, 
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essai de flexion 
sur prismes 
- 263 bars 
- 280 bars 
-295 bars 
+ 21 bars 
+ 21 bars 
+ 21 bars 
+ 35 bars 
+ 35 bars 
+ 35 bars 





Module élastique moyen à 60 jours : 131 000 bars 
Coefficient de Poisson ν : 0,18 
s - 6 
Le r e t r a i t a été également étudié et i l a t t e in t environ 
170.10 à 150 jours . 
Une étude t rès complète a été r éa l i sée par Monsieur DUBOIS 
du Commissariat à l 'Energie Atomique sur plusieurs compositions de béton 
en arg i le expansée. 
L'une d ' e l l e , notamment, présente des caractér is t iques 
voisines de ce l les que nous venons de décr i re . La présente étude peut 
consti tuer en quelque sor te , une sui te logique au programme réa l i sé par 
Monsieur DUBOIS, mais bien entendu sur l e béton présentant une composition 
identique dans les deux études. 
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RESULTATS DES ETUDES 
Premier cycle de montée en température 
Après une pér iode de durcissement normal correspondant à 
environ 4 mois, l a première poutre a é t é soumise à un premier cycle 
thermique. 
La montée en température a na ture l lement é t é e f fec tuée p rog re s ­
sivement, mais nous devons d i r e que l a mise en régime, pour une température 
de 50° cen t ig r ade , a é té re la t ivement l a b o r i e u s e p u i s q i i ' i l a f a l l u 
a t t end re 14 jours avant d ' a t t e i n d r e ce p a l i e r . Ce phénomène s ' exp l ique 
d ' a i l l e u r s aisément par un départ massif de l ' e a u , r e l a t i f au premier 
chauffage, qui per turbe sensiblement l a mise en régime. 
Les au t r e s p a l i e r s ont é t é a t t e i n t s re la t ivement p lus faci lement 
et en 35 jours l a face chaude é t a i t po r t ée à 297°> et l a face f ro ide à 78° , 
s o i t un Δ S de 219°. 
Préc isons que l a face f ro ide n ' a pas é té r e f r o i d i e a r t i f i c i e l ­
lement par une c i r c u l a t i o n d ' a i r et que l a poutre a é t é l a i s s é e l i b r e de 
se d i l a t e r . 
La mesure du rayon de courbure, à chacun des p a l i e r s de tempé­
r a t u r e cons idéré , a donné l e s r é s u l t a t s su ivan t s : 
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Ï PREMIER CYCLE DE MONTEE EN TEMPERATURE j 
j TEMPS EIÍ JOURS 




: 16 ! 
. 18 
: 21 










' 1 —6 —1 * 
­ κ ­ en 10 mm~ 
VALEUR DE LA 
COURBURE 
0 , 6 4 
! 1 »12 
2 , 8 8 
4 , 0 0 
9 , 4 0 
1 4 , 2 5 
i 1 9 , 7 0 
EN i o" 6 ; 
PAR DEGRE 




ί 7 : 
: 7 : 
: 13 ,5 : 
2o,o ; 
: 27,0 : 
C 'es t en p a r t a n t de ces va l eu r s que l e diagramme N° 1 a é t é 
t r a c é , i l r ep ré sen te l ' é v o l u t i o n du c o e f f i c i e n t de d i l a t a t i o n en 
fonct ion du 
On peut v o i r .sur ce diagramme que l e coe f f i c i en t de d i l a t a t i o n 
de ce béton d ' a r g i l e expansée es t v o i s i n de 6.10*" par degré cen t ig r ade , 
povir un Δ O d 'envi ron 170°, 
Ce r é s u l t a t semble logique à p r i o r i , puisque sur des études 
a n t é r i e u r e s f a i t e s au Centre Expérimental du Bâtiment et des Travaux 
Pub l i c s , sur des bétons en a r g i l e expansée, l a va leur du c o e f f i c i e n t de 
d i l a t a t i o n déterminée, é t a i t de l ' o r d r e de 6,10~ * 
χ Voir Annales de l ' I n s t i t u t Technique du Bâtiment et des Travaux 
Publ ics ­ Mars Avr i l 1967 ­ N° 231 ­ 232 ­ Bétons d ' a r g i l e expansée 
par Messieurs VIRONIIAUD et MALDAGUE. 
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A p a r t i r d'un Δ θ voisin de 200 degrés, l e coefficient de 
d i l a t a t ion augmente d'une manière bru ta le , pour a t t e indre 4 fois sa 
valeur i n i t i a l e pour un ά 6 de 219°. 
Ce phénomène peut avoir plusieurs explicat ions, et en premier 
l i eu l a migration plus ou moins rapide de l ' eau qui perturbe d'une façon 
sensible l e comportement mécanique de l a poutre. I l est également 
possible que l a poutre soit f issurée et dans ces conditions l a détermi­
nation du coefficient α est sensiblement perturbée. 
I l nous est d ' a i l l eu r s impossible, à ce stade de l ' é t ude , de' 
v é r i f i e r s i la face supérieure est f issurée ou non, puisque l es 
résis tances chauffantes occupent toute l a surface et que d 'autre part l a 
poutre est entièranent ca l feut rée . Mais nous verrons plus loin que l e 
comportement de l a poutre est sensiblement di f férent , tout au moins 
au­delà d'une certaine température, pendant les 2e et 3e cycles. 
Au cours de ce premier cycle nous avons pu également 
remarquer que 1 'é tabl i ssa ient d'un régime permanent l i néa i r e é t a i t t r è s 
l en t , démontrant a ins i que ce matériau possède de remarquable qual i té 
i so l an t e , 
La r épa r t i t i on de l a tonpérature pour ce premier cycle est 
résumée dans l e tableau suivant : 
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PREMIER CYCLE DE MONTEE EN TEMPERATURE 
TEMPERATURE SUR LES FACES CHAUDE ET FROIDE ET SUR LE FEUILLET MOYEN 







































Nous avons t r a c é des diagrammes en p a r t a n t de ces v a l e u r s , 
mais pour ne pas a l o u r d i r l ' exposé nous ne p résen te rons i c i que l e 
de rn ie r p a l i e r ( Λ 9 : 219°c) (Voir diagramme N° 2 ) . 
Second cy_cle 
Un second cycle de température a été appliqué à la poutre, 
mais la cadence de montée en température a été supérieure au premier 
cycle, puisque la température de 300° sur la face chaude a été obtenue 
en, environ 12 jours. 
Cette cadenoe relativement rapide nous était malheureusement 
imposée par le programme en cours. Les résultats obtenus sont représentés 
dans le tableau suivant : 
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SECOND CYCLE DE MONTEE EN TEMPERATURE ¡ 







! Δ θ EN °C 






: 1 , ­6 ­1 
­5­ en 10 mm 
VALEUR DE LA J 
COURBURE 




191 î 4,30 
220 5,40 









Le diagramme correspondant à ces valeurs porte le N° 3, 
i l re t race l ' évolu t ion de α au fur et à mesure de l ' é l éva t ion du Λ Θ , 
On remarque à nouveau que jusqu'à une valeur du Δ, O 
—fi d'environ 180°, la valeur de α a t t e in t 7.10~ par degré centigrade, 
corroborant a ins i l a valeur trouvée au premier cycle, ensuite l ' a l l u r e 
de l a courbe diverge t rès nettement de ce l le obtenue au premier cycle 
l a discontinuité est moins brutale au second cycle, néanmoins e l le 
existe toujours . 
I l est vraisemblable qu'au cours du premier cycle, deux 
phénomènes se soient superposés, d'une part l e départ massif de l ' eau 
et d 'autre part l ' appar i t ion des premières f i ssures sur l a face 
supérieure de l a poutre (face chaude), pour perturber l a détermination 
de oc. 
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Puisque le second cycle a été conduit d'une manière identique 
au précédent, à la cadence de mise en régime près, on peut penser qjte l a 
migration de l ' eau n ' a eu cet te fois qu'une influence relativement fa ib le 
sur l a valeur de α jusqu'à l 'obtent ion d'un à 6 d'environ 180°C. Au-delà 
de cet te valeur, bien que non négligeable, la migration de l 'eau devient 
secondaire dans l e comportement de l a poutre, par contre i l semblerait 
que l a f issurat ion de l a face supérieure devienne prépondérante et 
trouble d'une manière sensible l a détermination de a, toutefois comme l e 
réseau des f issures est formée, l a déformation de l a poutre est plus 
progressive et l ' a l l u r e du diagramme plus régu l iè re . 
On peut dire que jusqu'à l 'obtent ion d'un Δ θ de 180°C, la 
■^poutre se déforme normalement sans f issurat ion, au-delà les premières 
f issures apparaissent et perturbent l a déformation l i néa i r e de l a poutre. 
Précisons que ce comportement est observée sur un béton 
d ' a rg i l e expansée légèrement armé. 
L'établissement du régime thermique dans l a poutre est l e 
suivant : 
#
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C'est en partant de ces valeurs que des diagrammes ont été 
tracés (voir diagramme N° 4) et i l s mettent en re l ie f l 'é tabl issement 
d'un régime thermique identique à celui observé au cours du premier 
cycle. L'établissement d'un régime permanent l inéa i re est toujours aussi 
laborieux. 
Troisième cycle 
Un troisième et dernier cycle a été appliqué à l a poutre et 
ce t te fois l a température de l a face chaude a a t t e in t 433° et l ' é t a b l i s ­
sement d'un L\ b' de 217°. Les valeurs de α pour l e s différents pa l ie r s 
sont insérées dans l e tableau ci­dessous. 
TROISIEME CYCLE DE MONTEE EN TEMPERATURE ¡ 
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1 ­,η­6 ­1 " ­ en 10 mm 
VALEUR DE LA 
COURBURE 
: 1,92 
: 2 , 4 0 
3 , 2 0 
: 5 ,60 
6 ,40 
8 ,00 
1 0 , 4 0 
: 1 3 , 6 
1 6 , 8 
α en 10 ' p a r ° c ; 
: COEFFICIENT DE : 
: DILATATION 
! 7 ,2 ; 
7 , 6 : 
7,1 : 
: 9 , 4 : 
: 9 , 0 
9 ,0 : 
1 1 , 0 ; 
1 3 , 0 : 
: 1 4 > 9 ί 
­ 3 4 2 ­
Le diagramme N° 5 a été dressé en tenant compte de ces 
valeurs . 
C'est l ' a l l u r e classique observée au cours des deux cycles 
précédents jusqu'à l 'obtent ion d'un û 6 de 180°, au­delà et jusqu'à 
433° sur l a face chaude, l e s f issures de l a face supérieure s'ouvrent 
progressivement et l a détermination de α ne veut plus dire grand chose. 
Après retour à la température ambiante, le calfeutrage a été 
r e t i r é a insi d ' a i l l eu r s que les résis tances chauffantes, et l 'on s ' es t 
aperçu que i a face supérieure é t a i t nettement f issurée , et pourtant l a 
poutre a .­­pris sa position horizontale, donc les f issures sont en 
majeure par t ie refermées, i l n 'en res te pourtant pas moins vrai qu ' e l l e s 
sont encore parfaitement v i s ib l e s . Cet examen visuel corrobore donc l e s 
remarques fa i tes plus haut en ce qui concerne l e comportement de l a 
poutre en béton d ' a rg i l e expansée. 
A t i t r e documentaire, nous joignons la r épa r t i t i on de l a 
température dans l a section de l a poutre observée pendant ce troisième 
cycle (voir schéma N° 6 ) . 
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TROISIEME CYCLE DE MONTEE EN TEMPERATURE \ 
j TEMPERATURE SUR LES FACES : CHAUDE, FROIDE ET DANS LE FEUILLET MOYEN [ 
j TEMPS EN JOURS ¡ TEMPERATURE 
I ; MAXIMALE 



















! 433 : 
' TEMPERATURE 
DANS LE FEUILLET ·' 












FACE FROIDE EN : oC : 









On retrouve encore l ' a l l u r e classique observée au cours des 
deux cycles précédents. 
La détermination de α en fonction de l ' é l éva t ion de l a 
température cons t i tua i t l a par t ie principale de l ' é t ude , toutefois 
l ' é tude a été poursuivie et l a var ia t ion du produit E.a, que nous 
avons appelé module de r ig id i t é thermique a été également suiv ie . 
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EVOLUTION DU MODULE DE RIGIDITE THERMIQUE (E.CC) DU BETON 
D'ARGILE EXPANSEE. EN FONCTION DE L'ELEVATION DE LA 
TEMPERATURE 
Nous avons vu plus haut, comment on peut étudier la variation 
du produit E.a qui intervient directement dans le calcul des 
contraintes thermiques fournies par la thermoélasticité. 
Sur la machine d'essai à chaud cela se traduit par l'appli-_ 
cation d'un moment fléchissant constant. L'effort appliqué automa-
tiquement s'inscrit sur un manomètre, le calcul du moment annulant la 
courbure est réalisé et l'on obtient ainsi la variation du module de 
rigidité thermique de ce béton d'argile expansée pour différents 
paliers de température. 
Au départ de cette seconde partie de l'étude, la face 
supérieure de la poutre est fissurée comme nous l'avons vu plus haut. 
Cet état de déformation initial n'est pas gênant, puisqu'il intéresse 
uniquement la face supérieure et que cette dernière'est comprimée 
pour cette étude. Nous réalisons un comportement inverse de celui 
imposé lors du comportement thermique de la dalle. 
La cadence de montée en température a été lente, car le 
phénomène à observer est totalement différent de celui que nous avons 
étudié au cours de la première partie de cette étude, et puis la dalle 
n'offre pas une résistance mécanique suffisante pour supporter un 
effort important consécutif à une élévation de la température de l'une 
de se3 faces. 
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Cet te façon de procéder , nous a permis de déterminer avec 
p r éc i s i on l a l i m i t e extrême de l a r é s i s t a n c e de l a p o u t r e . 
Afin d ' o b t e n i r un Δ θ maximal à chaque p a l i e r de température , 
l a face i n f é r i e u r e de l a poutre a é té r e f r o i d i e par un courant d ' a i r . 
RESULTAT DE LA SECONDE PARTIE DE L'ETUDE 
L 'évo lu t ion du comportement mécanique de l a d a l l e es t résumée 
dans l e t ab l eau su ivan t , nous y avons f a i t f i g u r e r l a da te de montée 
en tempéra ture , l a température de l a face chaude, du f e u i l l e t moyen, 
de l a face f r o i d e , l e Δ θ maximal obtenu à chacun des p a l i e r s , l a 
p ress ion au manomètre, et enfin l e s observa t ions su r l e comportement de 
l a face f ro ide au cours de l ' é v o l u t i o n de l a t empéra tu re . 
3 4 6 ­
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C'est en partant de ces r é su l t a t s que les différentes 
valeurs de E.oc ont été calculées et e l les sont résumées dans l e 
tableau ci­dessous. 
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Le diagramme N° 7, t racé à pa r t i r de ces valeurs, i l l u s t r e 
l ' a l l u r e du phénomène. 
Pour une température d'environ 120° sur la face chaude, 
représentant un Δ S de 97°C et pour une pression au mano de 4 bars , l a 
micro f i ssura t ion apparaît . Pour les autres cycles, l 'ouverture des fis;?· 
sures est progressive mais l a pression du ma no·augmente toujours . 
A cet instant l a pression au mano a t te igna i t 6,5 bars, ce qui représente 
une valeur du moment f léchissant de 1,712 Tm. 
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La chute du module de rigidité thermique, par rapport au 
départ, est supérieure à 70 %, et il ne faut pas perdre de vue la 
présence des armatures dans le béton qui majorent, dans des proportions 
non négligeables, les capacités de résistance du béton. 
Par contre, il faut tenir compte également, que la poutre a 
déjà subi un traitement thermique relativement sévère, puisque l'une 
de ses faces a été portée à 433°C, 
Compte tenu de toutes ces précisions, il ne nous est pas 
permis de tirer de conclusions définitives, quant à la capacité maximale 
de résistance de ce béton, il n'en reste pourtant pas moins vrai que son 
comportement était intéressant à connaître dans de telles conditions, 
CONCLUSION 
Le but visé dans cette étude, qui était avant tout la 
recherche d'une méthode rapide d'estimation du comportement d'un béton 
d'argile expansée soumis à des sollicitations thermiques et mécaniques, 
paraît avoir été atteint, La machine d'essai à chaud, mise au point, 
ainsi que son emploi, a permis de mettre en évidence les différents 
comportements de ce béton dans des conditions relativement voisines 
de leur condition d'emploi. 
En effet, le comportement thermique de la poutre a pu être 
défini pendant trois cycles avec relativement de clarté et de rapidité. 
Le coefficient de dilatation que nous avons obtenu, jusqu'à 
ime température de 200°, corrobore entièrement celui défini sur des 
éprouvettes fabriquées dans un matériau identique. 
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Au-delà de 200° on ne peut plus à proprement parler de 
notion de coefficient de d i l a t a t ion , car l a f i s sura t ion de l a face 
supérieure fausse l e s mesures de l a courbure de l a poutre. 
Les qual i tés remarquables d ' i so la t ion thermique; de ce 
matériau, ont été mises en évidence tout au long de ce t te étude. 
Enfin l e comportement mécanique sans a t te indre l e s perfor-
mances réa l i sées par un béton classique, est tout de même acceptable. 
Mais ce t te dernière carac té r i s t ique , sans ê t re négligeable, est tout 
de même secondaire. 
La mise en évidence de tous ces paramètres, particulièrement 
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging 
18. 11. 1969 
(no. 6, 7, 8, 9, 10) 
BROWNE - Taylor Woodrow Construction Ltd.: Mr. Chairman, Ladies and Gentlemen, 
I was very interested in Paper 9 by R. Ausanges, M. Boisserie, 
J. Corbel, and S. Lieheron,which discussed the effects of temperature on 
the creep and other properties of concrete« I would like here to try and 
summarise the results of our own work where we have tested different 
concretes for use in a number of pressure vessel designs for nuclear 
reactors, including those at Wylfa and Hartlepool. 
To establish just the effect of temperature and age of a concrete on 
its creep properties has involved loading about 300 specimens, some of 
which have been under load for as long as eight years. We have also had 
to look at a wide range of concrete properties, including thermal expansion, 
thermal conductivity, shrinkage, thermal strength, gas permeability, nuclear 
radiation damage, and moisture diffusion. 
We regard concrete to be made up of two main components: rock aggregate 
and hardened cement paste (Fig. 1.). In vessel concretes the volume of 
aggregate may be 60 - 75# of the total concrete volume and thus the 
properties of the final concrete can be significantly affected by this 
component (Fig, 2 & 3)· A rock aggregate such as limestone) with a low 
thermal expansion coefficient compared to that for hardened cement paste, 
can cause internal cracking at the interface between the aggregate and the 
hardened cement paste component, causing á kCfc loss in strength at 95 C, if 
unrestrained (Fig, ka). However time may allow autogenous crack healing to 
take place (Fig, kb). 
The two component understanding of concrete has assisted us in 
predicting the 30 year property behaviour for a concrete to be used in a 
(2) new station design. Suitable mathematical expressions exist to enable 
us to modify the concrete property values obtained from one concrete, to 
be applicable to the new concrete. Measured aggregate properties, such as, 
elasticity and thermal expansion coefficient, are inserted into the 
equations and the predicted behaviour of the new concrete then modified, 
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where possible, by the results from initial short term tests on specimens 
made from the new material. Fig. 5 shows a summary of the results from 
one of our earliest creep programmes, where concrete specimens of different 
loading ages and at different temperatures, have been under load now for 
8 years. This data has been valuable in estimating the creep behaviour 
of later concretes. 
We believe that a remarkably similar long term creep performance, even 
at temperature, can be found for concretes in which the strengths are 
similar and the modulus of elasticity of the aggregate is reasonably high. 
Prediction of the behaviour of concrete for design use to a 30 year 
limit is difficult and relies on utilising the long term tests data from 
our own laboratory and other research establishments, such as The Bureau 
of Reclamation in the United States, We produce, in the case of creep, 
surfaces showing the variation in strain with both age at loading and period 
under load for a number of temperatures (Fig. 6). Realistic limits are 
applied for design to the experimental values, which are considered to be 
the probable values. For the actual vessel concrete, the variability of 
concrete properties for the material cast on site has been shown to be within 
the limits used in design (Fig, 7)· 
In our test programmes on vessel concretes, we impose simulated vessel 
conditions on test specimens, where possible. Creep specimens for our vessel 
concretes are tested in a sealed state and subject to a heat cycle after 
casting, to simulate mass concrete conditions in the thick walled vessel 
(Fig. 8). 
Turning to the subject of Paper No, 13 by Mr. Hornby on moisture 
migration in concrete under temperature gradients, we do not find his results 
surprising, since previous research data and existing temperature moisture 
diffusion theories for concrete have produced similar results. 
We have always considered that moisture migration in the vessel concrete 
can significantly affect concrete property behaviour, since the hardened 
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cement paste component of concrete is so sensitive to its moisture 
state (Fig, 9)· Drying of concrete in hot zones can cause a large 
increase in the creep rate and a substantial relaxation in the field 
stress during drying. The loss of moisture in the hot zone may cause 
an increase or decrease in the strength, and a significant reduction 
in the thermal conductivity of the material, as illustrated in Fig. 10. 
Cooling of these zones may induce tensile conditions, resulting in 
cracking. 
In conclusion, I hope that what I have discussed shows that we 
consider the concrete property behaviour in the vessel to be predictable. 
Time will tell whether we are right, when the long term operating 
behaviour of these vessels is finally analysed. 
Re f s. 
1) R.D. Browne "Properties of concrete in reactor vessels" 
Paper 13 Proc. Conf. on Prestressed Concrete Pressure 
Vessels, Lond. Published Institution of Civil Engineers, 
London, I968. 
2)· R.D. Browne & R.E.D. Burrow. "An Example of the Utilization 
of the Complex Multiphase Material Behaviour in Engineering 
Design". Paper 111 sProc. International Conf. on Civil 
Engineering Materials, Southampton, 1969· 
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HUERGO - Société de Traction et d'Electricité: Je voudrais poser 
une question sur le comportement du béton, notamment en ce qui 
concerne l'étude sur le fluage sous l'effet de la température. 
Dans cette étude on fait état des comportements viscoélastiques 
et élastoplastiques. Je voudrais savoir quel est le modèle 
rhéologique qui représente ces comportemerts et quels sont les 
éléments qui le composent. D'après les courbes montrées, il 
paraît que ce modèle ne peut pas être linéaire. Est-ce que l'on 
a déterminé les lois mathématiques gouvernant un tel phénomène? 
LIDA - SDF: Si j'ai bien compris la question, il s'agit de savoir 
quels sont les coefficients exacts des modèles rhéologiques qui 
ont été pris en compte dans les calculs. - Vous les avez aperçus 
dare la formule de CAOOT qui effectivement n'est pas linéaire. 
Elle a été décrite par un modèle à plusieurs étages, qui s'éloigne 
assez peu de cette formule. C'est un modèle linéaire, bien que la 
formule de fluage ne soit pas linéaire. C'est un processus 
d'étapes. 
Les modèles numériques que nous employons ne donnent pas 
à priori une réponse de fluage ou une réponse de relaxation. Ils 
donnent simplement la structure des étages des modèles réologiques. 
D'ailleurs, la loi mathématique se déduit de l'examen de la struc-
ture des étages et d'une analyse. Dans le cas présent ce serait, 
si les coefficients ne sont pas dépendant du temps, une somme 
exponentielle. 
RIC.UOIS - EDF; Messieurs, je crois que je peux considérer la 
discussion comme close sur ces communications qui traitent plus 
particulièrement des propriétés du béton dans des conditions 
assez variées. Personnellement, j'en viens à penser que de 
nombreux essais se font, et je m'en réjouis, pour mieux connaître 
les propriétés du béton dans telles et telles conditions. Je 
souhaiterais que les spécialistes en la matière établissent 
entre eux un contact plus étroit de façon que ce qui a été fait 
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par les uns ne soit pas repris sans utilité par d'autres. Je 
pense que des rapports fructueux pourraient se développer 
dans cette voie. Une seconde observation me vient à l'esprit. 
Le travail des laboratoires est un travail très intéressant, 
très attachant. Toutefois, il est indispensable que ceux qui 
font des recherches en laboratoires aient des contacts avec 
les projeteurs. Car sans cela, les essais entrepris risquent 
de ne pas être orientés convenablement au départ puis, par 
suite des difficultés inhérentes à la réalisation même des 
essais, de dévier de leurs objectifs. Les résultats que vous 
pouvez apporter ne correspondraient pas alors aux besoins du 
projeteur. Je pense qu'un effort dans ce sens est souhaitable 
aussi. - Ces observations personnelles tendent simplement 
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Einführende Bemerkungen zur 4« Sitzung 
Prof. JAEGER - BAM: Meine Damen und Herren, ich eröffne hiermit die 
vierte Sitzung der zweiten Informationstagung für Reaktordruckbehäl-
ter aus Spannbeton und ihre Wärmeisolierung. Diese Sitzung widmet sich 
neuartigen Behälterkonzeptionen und ihrer modelltechnischen Erprobung. 
Wir werden eine Reihe von Vorträgen hören, die von einem großen tech-
nischen Einfallsreichtum Zeugnis geben. Es werden neuartige Konstruk-
tionskonzeptionen als Idee vorgestellt oder bereits in ihrer modell-
technischen Erprobung und Bestätigung. Die vierte Sitzung gliedert 
sich in vier Sektionen, die erste Sektion befaßt sich vorwiegend mit 
neuartigen Vorspannverfahren, ein Vortrag behandelt Verbesserungen 
einer Fertigteilbehälterkonzeption. Die zweite Sektion präsentiert: 
Durchführung und Ergebnisse von sehr interessanten Großmodellversuchen. 
Als dritte Sektion wird eine Filmvorführung geboten. Die vierte Sektion 
befaßt sich vorwiegend mit Spannbetonbehälterkonzeptionen für wasser-
gekühlte Leistungsreaktoren vom Siedewassertyp. 
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It has been shown experinentally [l] and theoretically [l. 2, 3, 4] 
that unreinforced preetreaaed concrete structures subjected- to sustained 
mechanical loads and non-uniform temperatures will:exhibit cracking on 
cooling to uniform temperature· This phenomenon is caused by the presence 
of residual creep strains in the concrete which induce tensile stresses 
on cooling after a few months under load. This behaviour can have an 
important bearing on the operation or concrete pressure vessels [2, 3, 4]. 
The majority of prestressed concrete, pressure vessels contain very 
little conventional steel reinforcement. However, in the standpipe 
region, which is common to most vessel designs, there are a large number 
of closely pitched sleeve-reinforced holes running through the thickness 
of the concrete. Host of the results referred to previously are concerned 
with unreinforced concrete and consequently will not apply to standpipe 
regions because of the large local proportion of reinforcement provided 
by the steel sleeves. Sleeve reinforcement o£ standpipe penetrations is 
usually designed by elastic theory making use of 'effective moduli 
[5, 6] . Å recent series of tests have been reported [7] in which models 
of an elastically designed standpipe zone were subjected to sustained load 
for 100 days. When the models were unloaded considerable cracking 
occurred in the concrete between the steel sleeves. Thus elastic design 
alone may not be sufficient to ensure satisfactory operation of the vessel 
and it would therefore be prudent to investigate the tire-dependent 
behaviour of composite steel and concrete structures. 
The theoretical analysis presented in this Paper is part of an 
investigation of such structures. It is shown that, there is a tendency 
for tensile stress to occur in a concrete slab containing a pattern of 
heavily reinforced penetrations. 
2. DESCRIPTION OF PROBLEM 
The problem considered for analysis was chosen to be fairly 
representative of the type of mixed steel and concrete details occurring 
in the penetrated regions of concrete pressure vessels. In particular, 
the chosen structure reproduces the main features of a top end enclosure 
with standpipe penetrations although the actual geometry is not that of 
any existing design. 
Figure 1 shows a Jth segment of the penetrated slab chosen for 
analysis. The concrete slab is circular and contains a symmetrical array 
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of nine holes reinforced with | in. (3.2mm.) mild steel sleeves. The slab 
was assumed to be heated by gas in contact with the internal surface of the 
sleeves giving rise to a non­ isothermal steady­state temperature distribution. 
External pressure was assumed to be applied in the plane of the slab at 
the external boundary. Conditions of plane stress were assumed. 
In order to reproduce the most arduous loading conditions which 
could occur in a standpipe region it was assumed that the full steady­state 
temperature distribution would be reached instantaneously and maintained 
for 600 days, at which time the slab would be instantaneously cooled to 
an isothermal state. 
The external load was chosen to represent the combined effects of 
prestress and the field stress in the top end enclosure due to gas pressure 
within the vessel. Since the gas pressure in a pressure vessel will drop 
rapidly on reactor shut­down this change in applied load has been 
notionally represented by reducing the external boundary load by 50% 
simultaneously with the cooling cycle mentioned above. The loading and 
heating history is shown in Figure 1. 
3. METHOD OF ANALYSIS 
In order to calculate the changes in stress and strain which occur 
in the slab under the prescribed loading conditions it is necessary to 
consider the time­dependent stress/strain behaviour of the materials. 
For the temperature levels ($ 60 C) assumed in the problem, creep of steel 
may be neglected. However, irrecoverable creep strains of similar magnitude 
to initial elastic strains are exhibited by concrete within 100 days of 
initial loading in the temperature range 15 C ­ 100 C [l, 8j . Within this 
range creep strain may be considered to be linearly dependent on stress 
and, for the purpose of this investigation, on temperature [l, 8J. 
Many visco­elastic models have been proposed for concrete, but it 
is difficult to describe the time­dependent behaviour exactly since age 
is an important factor [9]. Good agreement between experiment and theory 
has been shown |l| using a Maxwell model containing a dashpot of time­
dependent viscosity. Adopting this type of Maxwell model it can be shown 
[3] that the stress/strain laws for a pressure vessel type of concrete 
may be expressed aa:~ 
(1) 
^K­O­M 
3e . . 
­¿••■(.♦»ι 
ife*f«> 
è fe ♦ «·> 
σ 
μν 
σ. . 13 
where e.. ­ Strain tensor 
a.. ­ Stress tensor 
ν ­ Elastic and creep Poisson's ratio 
E ­ Elastic Young's modulus 
f(θ) ­ Function of temperature θ 
c ­ Replaced time or specific thermal creep ; 
ε etc. represents a sum over i, j» k ... 1, 2,"3. 
Other visco­elastic models have been proposed [10, ll]. However, 
the authors feel that the Maxwell model with time replacement gives an 
adequate representation of concrete behaviour in view of the good agreement 
that has been shown [l] between computation and experiment. 
The method of solution adopted by the authors is an iterative time­
step technique which has been programmed for general elastic and creep 
analysis on the C.E.G.B.'s IBM 360 computer f 12] . This method of 
solution reduces the time­dependent problem to the elastic .solution of 
the structure at a selected number of small time or specific ¡thermal 
creep increments in each of which free creep strains are assumed to occur. 
From the calculated stress, strain and temperatures at an arbitrary 
time or specific thermal creep strain, the free creep strain increments 
for the next interval may be calculated making use of the finite difference 
formulation of (1):­
Ä E C ­ (1 ­ 2v) f(θ) σ Ac 
μμ μμ 
Δ ε?. ­ (1 + ν) f(e) σ... Δο 
ij ij 
(2) 
where Δ ε . , is the free creep strain increment occurring in the interval 
of time At corresponding to the specific thermal creep Strain increment 
Ac, and, 
a., are the stresses occurring at the beginning of the interval. 
The free creep strains are then treated in a similar manner to 
initial strains in elasticity theory [l3] and an elastic solution 
obtained for the first estimates of stresses σ..' occurring at the end 
Of the time interval At corresponding to Ac. A better solution is then 
obtained by recalculating free creep strains based on the mean stress 
\ t ­ i(&¿j * °ij*) <3> 
and resolving is before for the final estimate of stress a..". Convergence 
of the solution has been improved in the TESS program [Ì2J by use of a 
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forward time-step optimisation technique ¡14]. 
Each elastic solution is obtained by a finite element displacement 
method based on a triangular three node element and a linear displacement 
function. The steady-state temperatures were computed by direct solution 
of the governing heat conduction equations; this being one of the facilities 
available in the TESS program. 
The loading and material data required for the analysis of the slab 
aze shown in Table I. 
4. RESULTS 
The analysis was carried out using the TESS program ¡12 j briefly 
described above. A comprehensive set °f results in numerical and graphical 
form were obtained and a sample of these at the times of most interest 
are shown in Figures 2 to 8. 
Figure 2 shows the steady-state temperature distribution in the slab 
in the heated condition. The maximum and minimum principal stresses 
occurring in the plane of the slab are shown in Figures 3 to 8 and are 
plotted in contour form. Figures 3 and 4 show the "initial'* stresses 
immediately after heating and loading. Figures 5 and 6 show stresses 
immediately after cooling, and Figures 7 and 8 show stresses after cooling 
and partial load removal. The whole of the slab was analysed but, in 
order to improve the contenir definition, an enlarged portion of the central 
region is shown in Figures 3 to 8. 
It should be noted that, in order to determine separately the effect 
of the load change superimposed on cooling, the boundary pressure was 
reduced at an extremely short time interval after the return to uniform 
temperature, although these two changes are shown as occurring 
simultaneously in Figure 1. 
5. DISCUSSION 
The effect of creep of concrete on stress conditions in the slab 
is shown in Figures 3 to 8. Under constant load and thermal conditions 
the generally compressive initial stresses (Figures 3 and 4) reduce in 
the concrete and increase in the steel liners. These stress changes are 
caused by creep of concrete. In general, the stresses induced by internal 
straining (e.g. thermal expansion) reduce with time [3] and would reduce 
to zero (in a Maxwell material) given sufficient creep strain. Stresses 
due to mechanical loads (e.g. the external boundary pressure) redistribute 
not only due to the differential creep rates caused by non-uniform 
temperatures [l, 3J but also because of the presence of the non-creeping 
steel reinforcement. 
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The stresses which arise on cooling the slab are shown in Figures 
5 and 6. It can be seen that areas of low tensile stress occur between 
the sleeves. These tensile stresses are caused by residual creep strains 
which accumulate in the concrete.during the preceding period under constant 
load and become manifest on cooling. 
The effect of partial load'removal is shown in Figures 7 and 8. 
Here, the tensile stresses occurring between the sleeves have been increased 
due to the rapid reduction to 50% of the initially applied boundary load. 
The magnitude of these tensile.stresses will depend upon the severity of 
the steady-state thermal gradient across the slab and the proportion of 
external pressure removed on cooling. Another factor which determines the 
tensile stress level is the wall thickness/diameter ratio [t/d] of the liners. 
It has been shown [l5] that, under constant load the final values of stress 
(as creep strains tend to infinity) will be independent of the t/d ratio« 
However, the magnitude of the tensile stresses induced in the concrete on 
unloading at practical times will increase with decreasing t/d ratio. 
The t/d ratio (1:24) used in this analysis is typical of that in 
elastically designed standpipe regions. It is therefore possible that, 
under certain conditions, tensile stresses of Sufficient magnitude to 
cause cracking could occur even in areas of vessels which contain steel 
reinforcement. 
The results presented in this Paper are strictly only applicable to 
the structure analysed however, a tendency for tensile stress to be 
produced on cooling and unloading has been shown. 
6. CONCLUSIONS 
It has been shown that considerable changes in stress occur in a 
heated, reinforced concrete structure* There is a tendency for tensile 
stresses to be produced in the concrete on cooling and unloading. 
The structure analysed in this Paper is similar to penetrated 
regions of concrete pressure vessels and a mechanism has been shown 
whereby tensile cracking could be caused by cooling during the reactor 
shut-down cycle. 
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TABLE I - Material Properties 




Coefficient of linear thermal 
expansion 
Thermal conductivity 
30.0 χ 106 lb/in2 
0.3 
10.0 χ 10 
units/°C 
-6 
2.0 CHU/in/hr C 
2.11 χ 10b kg/cm2 
0.3 
10.0 χ ID'*5 units/°C 
-4 o 
6.89 χ 10 cal/cm/sec C 
Young's modulus 
Elastic and creep Poisson's 
ratio 




6.0 χ IO6 lb/in2 
0.2 
10.0 χ 10 6 
units/°C 
0.0842 CH/in/hr °C 
0.422 χ 10° kg/cm2" 
0.2 
10.0 χ 1)"£ uaits/°C 
0.29 χ io"4 cal/cm/sec °C 











Specific thermal creep (c) .. 
(Strain per lb/in^ (Strain per kg/cm per C) 




















f(6) θ in Centigrade degrees 
TEMP. β 







Ax i s of symmetry 
Boundary 
pressure (q ) 
PRESSURE 
q 
1000 lb / in 2 ( 70-3 kg/crn)i 
500 lb / in 
T 0 
- E T , 
600 
T i m e ( d a y s ) 
LOADING HISTORY 
|Γ~4,η· 20 in. (50 -8cm. ) 
Ax is qf 
symmetry 
Figure 1. Plan view of slab and loading h is to ry . 
Isotherms in Centigrade degrees 
Boundaries at 60 C 
Boundary at 20 C. 
Figure 2. S t e a d y - s t a t e tempera tu res in s lab . 
Stress in Ib / in + ve tensile 
1 Ib / in 2 - 00703 kg/cm a 
Figure 3. Maximum principal stresses en heating and loading at time ι 0. 
Stress in l b / i n a «>ve tensile 
1 Ib/in* s 00703 kg /cm 
Figure 4. Minimum principal stresses en heating and loading at time « 0. 
- 6 0 0 
Figure 5. Maximum principal stresses on cooling at time = 600 days. 
Stress in lb / in +ve tensile 
l i b / i n * = 00703 kg /cm 
Figure 6. Minimum principal stresses on cooling at t ime = 600 days. 
- 3 8 4 -
Stress in I b / i n 2 + ve tensile 
1 I b / i n 2 = O 0703 kg /cm ■200 
Figure 7. Maximum principal stresses on cooling and 50% load removal at 600 days. 
Stress in I b / i n 2 -f ve tensile 
1 lb / in 2 = 00703 k g / c m 
Figure 8. Minimum principal stresses on cooling and 50% load removal at 600 days. 
BRUCHVERHALTEN DES BETONS IM MEHRACHSIALEN SPANNUNGSFELD 
F. BREMER 
Fried. Krupp GmbH Universalbau, Essen 
N° 12 
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Moderile Bereelinungsmethoden des elastischen Kon-
tinuums benutzen für die Spannungsanalysen heute 
durchweg die zwei- bzw. dreidimensionale Spannungs-
theorie. Das viskoelastische Verhalten wird in Be-
tracht gezogen durch die Benutzung von Sekanten-
Moduli oder Verwendung von Ergebnissen der tbeoretis 
sehen Reo Logie. 
Ganz gleichgültig, ob die mathematischen Grundla-
gen der Spannungsberechnung aui' der Basis der 
Differenzenmethode, der dynamischen Relaxation 
oder der Theorie der fIniten Elemente beruht, sind 
sie soweit perfektioniert, dass Genauigkeits-
schranken von - 5 % durchaus als gegeben zu be-
trachten sind -
Dies ist ein ganz beachtliches Ergebnis der An-
strengungen, zu einer zuverlässigen, sicherheits-
technischen Beurteilung und zu einer ökonomischen 
Konstruktion eines Spannbetondruckbehälters zu 
kommen. Diese Keststellung gilt bei näherer Be-
trachtung abf;r nur insoweit, wie es die ßereoh-
nungsmethoden angeht. Urn die Kenntnisse der in die 
Sicherheitsberechnung e.i ngehenden Werkstoff para-
meter, das beisst, um die Kenntnis der Festigkeits-
entwicklung in Abhängigkeit von der Art des 
Spannungs.fe.ldos und des Einflusses der 2. und 3-
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Hauptspannung ist es bei weitem nicht so gut ge-
stellt. Das gleiche gilt für die nicht ausreichenden 
Kenntnisse der Festigkeitsentwicklung in Abhängig-
keit von Mäterialfeuchte, Einfluss der Alterung und 
Einfluss der Temperatur.. Will man die gleiche 
Sicherheit der Voraussage für das ganze Bauwerk wie 
<für die Berechnung haben ist noch eine erhebliche 
Anstrengung erforderlich. 
Als ich vor fast 8 Jährten begann mich systematisch 
mit Berechnung und Konstruktion dickwandiger Behäl-
ter zu befassen musste ich recht bald feststellen, 
dass die materialtechnischeriGrundlagen für eine be-
friedigende sichehheitstechnische Untersuchung 
nicht vorhanden wsren. In meinen weiteren Ausfüh-
rungen beschränke ich mich auf die Werkstofftech-
nologische Entwicklung und auf die aus ihren Er-
gebnissen zu ziehenden Folgerungen. Was sich auf 
diesem·Gebiete der Spannungsanalyse in den letzten 
Jahren getan hat, ist allen wohl ausreichend be-
kannt . 
Im Rahmen eines zwischen den europäischen Gemein-ä 
schaften und der Firma Krupp im Jahre 1963 abge-
schlossenen Vertrages boten sich mir erstmalig An-
satzpunkte für theoretische und versuchstechnische 
Untersuchungen des Festigkeitsverhaltens des Betons 
im zwei- und dreiachsialen Spannungsfeld. Diese Ver-
suche konnten später im Jahre 1965 durch finanzielle 
Förderung der THTR-Assoziation weitergeführt werden. 
Während im erstgenannten Vertrage nur tastende Ver-
suche möglich waren, bot der letztgenannte Vertrag 
doch schon die Möglichkeit systematisch vorzugehen. 
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In der Zwischenzeit habe ich diese Untersuchun-
gen weiterführen und auch zu einem gewissen Ab-
schluss bringen können. 
Wenn man die Literatur verfolgt, muss man fest-
stellen, dass in allen Fällen, in denen Vorunter-
suchungen stattgefunden haben, ein Vergleich der 
Ergebnisse nicht möglich ist,, weil weder die 
Versuchsbedingungen·noch die Versuchsverfanren 
übereinstimmten. Die Gründe hierfür sind nahe-
liegend. Es gab und es gibt bis heute in keinem 
Land der Welt eine Festlegung dieser Art, ganz 
zu schweigen von Festlegungen auf internationa-
ler Basis. Von den in den einzelnen Ländern an-
gewendeten Versuobsbedingungen ist bekannt, dass 
Form und Grösse der Prüfkörper von beachtlichem 
Einfluss auf die Messwerte sind. Dasselbe gilt 
für die Art der Lasteintragung in die Verstichs-
körper. 
Meine erste Ueberlegung galt daher dem Ziel» den 
Einfluss der Körperform und der Körpergrösse aus-
zuschalten. Ausgehend von der Kenntnis, dass die 
Festigkeit an langen Prismen gemessen kleiner ist 
als die Festigkeit an kurzen Prismen, ergab sich 
die Forderung, eine reibungsfreie Lasteintragung 
zu wählen. Wenn das gelingt, schaltet man den 
Einfluss der Prüfkörpergrösse aus und misst genaxj 
das, was man in Deutschland als die Gestaltsfestig-
keit bezeichnet. Hiermit ist die wirkliche Ma-
terialfestigkeit und nicht irgendwelche Rechenwer-
te, wie sie sich bei bisher gebräuchlichen Prüf-
methoden ergeben, gemeint. Ich darf an dieser 
Stelle vorwegnehmen, dass wir mit unserer Methode 
durch zahlreiche Vergleiche die Gestaltsfestig-
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keit mit 80 M s 85 % der Würfelfestigkeit fest-
gestellt haben. Erfahrungegemäss ist dies genau 
der Prozentsatz der Abweichung der Wurfelfestig-
kelt von der Prismenfestigkeit, an langen Zylin-
dern gemessen. 
Ueber die relbungsfre Le Lasteintragung gibt es 
auch einige Versuche^ über die in der Literatur be-
riclitet wird. Keine dieser Vorrichtungen führt 
bei kritischer Betrachtung zu einem befriedigenden· 
Ergebnis. Nachdem wir alle bekannt gewordenen und 
eigene Ueberiegungen in grosser Zahl miteinander 
verg Liehen haben, berichte ich nun über die Last-
eintragung, die wir als bisher die beste gefunden 
haben, und die wir auch seit 1965 ausschliesslich 
benutzenk 
Es muss erreicht werden, dass die Lasteintragung 
in der Kontaktfuge reibungsfrei erfolgt. 
(Bild l) Benutzt werden zur Verhinderung der Rei-
bung 12 Lagen Aluminiumfolien mit einer Dicke von 
o,l mm. Zwischen jeder Füblienlage ist eine sehr 
dünne Schicht Molybdäudisulfit aufgetragen. Die 
so erzielten Restreibungskräfte sind nahh Bild 1 
nicht grösser als o,l % der gleichzeitig vor-
handenen Normaldruckspannung. 
Es könnte gegen die Benutzung solch eines Folion-
paketes von etwa 1,5 rnm Dicke in unbelasteter 
Form eingewendet werden, dass man eine relativ 
welche Zwischenschicht hat, die sich auf die Ober-
fläche des Prüfkörpers vorzugsweise gegen die 
offenliegenden Flächen der harten Zuschlagstoffe 
abstützt und somit die Fläche nicht gleichmässig 
­3 90. 
belastet wird. Hierdurch könnten Spaltkräfte in 
Querrichtung zur Normalspannung entstehen. Es 
könnte auch weiter eingewendet werden, dass die 
Mctallfolien infolge ihrer .Zugfestigkeiten Rei­
bungskräfte in unkontrollierter Grösse erzeugen. 
Gegen beide möglichen Einwendungen sprechen jedoch 
unsere experimentellen Erfahrungen. 
Festgestellt wurde, dass bereits bei sehr kleiner 
Druckspannung das Folienpaket sehr hart wird. 
Nach dem Ausbau eines zu Bruch gegangenen Probe­
körpers stellt man ausserdem fest, dass die un­
teren, das heisst, die dem Beton zugewendeten 
ersten Füilienlagen in sehr kleine Stücke zerrissen 
worden sind. Dies und die typischen Bruchbilder 
beweisen, dass tatsächlich keinerlei Reibungs­
kräfte mehr vorhanden sind. (Bild 2) 
Ein typisches Bruohbild ist auf Bild 2 zu sehen. 
Man erkennt, dass es sich um ausgesprochene Trenn­
brüche handelt und die Geradheit der Bruchfläche 
deutet darauf hin, dass an keiner Stelle Schub­
spannungen auftreten. Im Gegensatz dazu erinnere 
ich an die bekannten Bruchformen bei Bruchtests 
üblicher Art, die alle durch schiefe Hauptzug­
spannungen erzeugt werden. 
Herrn man in einem Probekörper ebene und räumliche 
Spannungszustände darstellen will, bei denen das 
Verhältnis der Spannungen zueinander variabel 
sein soll, kann man die Festigkeitsuntersuchungen 
nur an Kabischen Prismen durchführen. Solange es 
sich um die Erzeugung von Druckspannunr;sfelderr 
handelt, ist die Versuchstechnik bei Benutzung ·*.<·>■ 
soeben beschriebenen Gleitfolien sicher. Will mau 
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jedoch auch gleichzeitig in ein oder zwei Rich-
tungen Zugspannungen erzeugen, wird die Versuchs-
technik wesentlich problematischer. Es gibt hier-
zu in Deutschland und in einigen anderen Ländern 
Versuche. Alle mir hier zugänglichen Erfahrungs-
berichte schienen auch nicht genügend befriedi-
gend zu sein. Ich habe deshalb Reihenuntersuchun-
gen dazu durchführen lassen und möchte auch hier-
zu die Methode bekannt geben, die wir mit grossem 
Erfolg, wie wir glauben, seit einigen Jahren an-
wenden . 
Die Oberfläche des Prüfkörpers und eine genau«so 
grosse, ausserordentlich biegesteife Stablplatte 
werden mit Hilfe eines Epoxydklebers zugfest mit-
einander verlrunden. Wichtig ist, dass die Schicht-
dicke der Klebung im Zusammenhang mit der Quer-
kontraktion des Kleberharzes ebenfalls keine Quer-
kräfte (Schubkräfte) in. der Lasteintragungsflache 
der Zugspannung erzeugen. (Bild 3) 
Als Kleber verwenden wir ein Epoxydharz der Type 
1471 der Firma Farbenkraut in Darmstadt. Aus demä 
Diagramm dos Bildes 3 ist erkennbar, dass die 
grösste Zugfestigkeit im einachsialen Zugversuch 
erreicht wird, wenn mit der beschriebenen Llarz-
type die Schichtdicke genau 2,5 nrm beträgt. Die 
mit dieser· Anordnung im einachsialen Zugversuch 
gemessene Zugfestigkeit des Betons beträgt 9o % 
der am langen Betonprisma gemessenen Zugfestigkeit-
Das bedeutet, dass wir bei allen unseren Ergebnise 
sen, soweit es sich um Zugdruckspannun.issfeider 
handelt, etwas auf der sicheren Seite liegen müsr-'-n 
Die Vorbehandlung der r^-Mfkörper muss auch wesent-
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lieh sorgfältiger und umfassender sein, als man es 
von üblichen einachsialen Bruchversuhhen gewohnt 
ist. Die Würfel stellen wir in Stahlformen mit 
den Kantenlängen lo6 χ 1ο6 χ. I06 mm her. 
Mit einer Planparallelschleifmasch.ine unter Be­
nutzung von Diamantscheiben werden alle Seiten 
des Würfels um 3 nun abgeschliffen,· so dass jeder 
Würfel eine exakte Aussenahmessung von loo χ ioo χ 
loo mm für den Versuch hat. Diese Massnahme ist 
ausserordentlich wichtig, weil es nur so möglich 
ist, die erfahrungsgemäss geringeren Betonfestig­
keiten der äussersten Randzone zu entfernen und 
vor allen Dingen aber, um die Planparallelität der 
Druckflächen zu gewährleisten. Die Maschine, die 
wir benutzen, erlaubt es, bei loo mm Länge die Plan­
parallelität mit einer grössten Abweichung von 
2/ioo mm zu erreichen. 
Wenn man im Versuch die reibungsfreie Lasteintra­
gung erreicht, spielt, primär gesehen, die Grösse 
der Versuchskörper keine Rolle mehr. Es ist nur 
noch von Bedeutung, die Grösse der Zuschlagstoffe 
zu limitieren. In allen unseren Versuchen be­
schränken wir uns auf ein Grösstkorn von 2o mm. 
Wie sàl'ch eine Maschine, die beliebige Spannungs­
felder erzeugen soll, aussehen müsste, dazu hatten 
wir keinerlei Vorbild. Nach eigenen Entwürfen wur­
de überwiegend in eigenen Werkstätten eine Ma­
schine gebaut. Die Einzelheiten hierzu sind aus 
den Bildern ty, 5 und 6 ZTJ sehen. 
Ihre Funktion und ihre Leistungsfähigkeit werden 
nachfolgend kurz beschrieben: 
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In 3 Achsen des Raumes werden auf hydraulischem 
Wege die Kräfte erzeugt. Die Druckerzeugung er-
folgt durch Hochdruckpumpen von Bosch, die in ihrer 
Fördermenge regelbar sind. Jeder Kanal hat eine 
eigene Pumpe und einen eigenen Antrieb. Die Kraft-
messung erfolgt elektrisch mit Kraftmessdosen und 
zur Kontrolle optisch mit Feinmessmanometern. Die 
Registrierung der drei Kraftkanäle erfolgt gleich-
zeitig auf einem Dreikanal-Linienschreiber. Die 
Spannungsverhältnisse werden zunächst vorgewählt 
und dann am Prüfkörper mit sehr hoher Genauigkeit 
nachgefahren. Der Brucheintritt ist eindeutig da-
durch zu erkennen, dass in mindestens einer· der 
Kraftrichtungen ein schlagartiger Kraftabfall ent-
steht, der sich als ein waagerechter Querschrieb 
auf dem Diagramm darstellt. Ein Beispiel solch 
eines S'chriebes zeigt Bild 7- Die Auflagerung der 
Prüfkörper bzw. die Einleitung der Kräfte erfolgt 
durch kardanische Lagerung, wodurch Aussermittig-
keiten ausgeschlossen sind. 
Sämtliche Brüche traten im ebenen Spannungszustand 
grundsätzlich in der Spannungsfreien Richtung ein 
und beim räumlichen Spannungszustand in der Rich-
tung die die geringste Druckspannung hat oder 
selbstverständlich in der Richtung, in der eine 
Zugspanrtungvvorhanden war. Es handelt sich also 
bei der Zerstörung des Betons ausschliesslich um 
Dehnungsbrüche, und nicht um Spannungsbrüche. 
Dies ist eine sehr wichtige Erkenntnis für zu-
künftige Slcherheitsbetrachtungen der Druckbehäl-
ter. 
Ich muss noch erwähnen, dass alle Ergebnisse zur 
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Festigkeitsentwlokiung, die wir hier bekannt ge­
ben, nur für einen kalzitisenen Beton der Güte 
Β 45o in der Definition der DIN lo45 Gültigkeit 
haben·. Für den Grad der Festigkeitsveränderung 
gegenüber· der einachsialen Gestaltsfestigkeit ist 
ein massgebender Faktor die räumliche Dehnfähig­
keit der Zuschlagstoffe und des erhärteten Zement­
steines und das Verhältnis beider Werte zueinander. 
Es sind also für Betons mit anderen Zuschlagstoffen 
als kalzitisohen und anderer Güte andere Festig­
keitsveränderungen zu erwarten. 
Bild 8 zeigt die relative Festigkeitsveränderung 
imiebenen und räumlichen Druckspannungszustand 
gegenüber der einachsialen Druckfestigkeit. 
BiLd 9 zeigt die ebene Festigkeitsentwicklung, 
wenn in einer Achse Druckspannungen und in der an­
deren Achse Zugspannungen vorhanden sind. Der 
geradlinige Verlauf dieser Kurve ist ein Beweis 
dafür, dass der Verformungsbruch, als Grundlage der 
Bruchhypothese anzusehen ist, denn ein Dehnungs­
zuwachs in Zugrichtung erfolgt linear aus der Ver­
änderung der Druckspannung, da die Zugspannung 
konstant gehalten wird. 
Eine Verminderung der Gestaltsfestigkeit gegen­
über der einachsialen Festigkeit ist auch zu er­
warten, wenn es sich um ein räumliches Spannungs­
feld handelt, in dem 2 Achsen unter Druckspannung 
stehen und in der 3· Achse eine Zugspannung vor­
handen ist. Nur ist kein so einfacher Zusammen­
hang zu erwarten^wie es im ebenen Druckzugspannungs 
f eld der Fall ist, v/eil die Dehnung in der Zug­
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richtung massgeblich beeinflusst wird von dem 
Verhältnis der 2 anderen Druckspannungen zuein-
ander. 
Die gefundenen Ergebnisse bestätigten die ge-
äusserten Vermutungen. Bild lo zeigt die Festig-
keitsentwicklung in dem eben beschriebenen räum-
lichen Spannungs zus tand. Es ist hier, wie im ebe-
nen Spanuungszustarid,, eine schnell abnehmende 
Festigkeitsveränderung feststellbar. Sie ist aber, 
wie zu vermuten war, sehr stark abhängig von dem 
Verhältnis der 2 gleichzeitig vorhandenen Druck-
spannungen zueinander-
Aus den gezeigten Ergebnissen kann man eine Hüll-
fläche errechnen., die räumlich gekrümmt sein muss 
und sämtliche Spannungsverhältnisse von der ein-
achsialen übe:r die zweiachsialen zur dreiachsialen 
Festigkeit abdeckt. Jeder Punkt dieser Hüllflache 
kann durch Koordinaten beschrieben werden.- Das 
haben wir getan und diese im Raum gekrümmte Hüll-
fläche in einem Modell dargestellt. Bild 11 ist 
ein Foto dieses räumlichen Spannungsmode11es. Die 
Zusammenhänge sind hMEdbaaifff recht gut erkennbar. 
Das Modell selbst, das in der Ausstellung zu 
sehen ist, bietet natürlich eirìén noch besseren 
Einblick und gestattet es auch wegen der masstäb-
lichen Darstellung, direkt die Festigkeitsverände-
rung abzulesen. 
Aus den Ergebnissen dieser Untersuchungen muss man 
folgende Schlüsse ziehen: 
1. Entgegen der Ansicht der klassischen 
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Festigkeitslehre ist die mittlere Haupt-
spannung von bedeutendem Einfluss auf die 
Festigkeit des Betons. 
2* In der konventionellen.Ingenieurpraxis ist 
es üblich, mit zulässigen Spannungen zu Feen-
nen, die für bestimmte Spanhungszustände 
feste Werte darstellen, aus Gründen der 
Sicherheit und der Wirtschaftlichkeit ist 
dieser Weg bei. Druckbehältern nicht gang-
bar. 
3. Die Weiterführung der Versuche, auch für 
andere Betonarten, ist wünschenswert- Eben-
falls Paralleluntersuchungen bei anderen 
Firmen· oder an arideren Instituten. 
Beim Sicherheitsnachweis ist es fast überall bis-
lang üblich, mit Hilfe der Bruchparabel an den 
Hauptspannungskreis und einer dazu homothetischen 
Kurve an den Hauptspannungskreis effektiver 
Spannungen über die Anstrengung des Betons die 
Sicherheit gegen Versagen zu ermitteln. Diesesä 
Verfahren ist jedoch auf keinen Fall optimal, weil 
die Bruchhüllkurve immer aus der einachsialen 
Druckfestigkeit, der einachsialen Zugfestigkeit 
und der Schubfestigkeit des Werkstoffes ermittelt 
wird. Meine Untersuchungen zeigten jedoch, dass 
es tatsächlich unendlich viele Hüllkurven im 
Bruchzustand geben muss. 
Nun ist eine Modifikation desütiblichen Verfahrens 
denkbar; dessen Grundlagen auf Bild 12 zu sehen 
sind. Es besteht im Prinzip darin, dass man für 
jedes beliebige SpannungsVerhältnis und jedes be-
liebige Spannungsfeld auf Grund der Messdaten 
eine Bruchkurve für die Bruchfestigkeitparameter 
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ß und Æ festlegt. Dann stellt die Verbin­, 
dungslinie vom Koordinatenursprung bis zum Be­
rührungspunkt &p" der Hüllkurve mit dem Haupt­
spannungskreis einen Masstab für die Anstrengung des 
Betons im Bruchzustand dar. Zeichnet man nun für 
den effektiven Hauptspannungskreis mit den Para­
metern 0~ und (Γ* für das gleiche Spannungs ver­
hältnis Γ* Iß, = W ¡Gl u n d legt hieran eine 
zur Bruchkurve homothetische Kurve, dann ist wie­
derum die Verbindungslinie vom Koordinatenursprung 
bis zur tangentialen Berührung der Hüllkurve Pi mit 
dem Hauptspannungskreis ein Masstab für die effekti­
ve Anstrengung des Betons unter den gegebenen 
Spannungen, und .das Verhältnis drückt die Sicher­
heit aus. 
Bei näherer Betrachtung jedoch­führt dieses Ver­
fahren logischerweise zur Hauptspanuungstheorie­
Damit ist eigentlich der einzig vernünftige Weg 
zukünftiger Sicherheitsbetrachtungen vorgezeich­
net . Man braucht nur den nachfolgenden Weg zu be­
schreiten: 
Aus den Koordinaten eines beliebigen Spannungs­
feldes lässt sich sehr leicht mit Hilfe der Hüll­
flache die zugeordnete Gestaltsfestlgkeit er­
mitteln. Für einen effektiven Spanuungszustand 
braucht man nunmehr nur noch die grösste vorhan­
dene HauptSpannung mit der grössten HauptSpannung 
des zugehörigen Bruchzustandes zu vergleichen und 
bekommt somit unmittelbar die Sicherheit. Man kann 
auch noch einen anderen Weg gehen, indem man von 
vorneherein Ausnutzungsgrade festlegt und eine 
zur Hüllfläche parallel um ein bestimmtes Mass 
verschobene zweite Fläche legt. Die effektiven 
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Spannungen dürfen nun nicht oberhalb dieser 
zweiten Spannungsfläche liegen. Das Auffinden 
der Spannungen in der Hüllfläche wird besonders 
leicrht, wenn man zwischen die einzelnen Stütz-
punkte der Fläche Hyperboloide einschaltet. Die 
Interpolation innerhalb der Fläche kann dann li-
near in Richtung der Erzeugenden der Fläche er-
folgen. 
Zunächst offerì bleibt die Frage, inwieweit man 
die Ergebnisse der Festigkeitsuntersuchung be-
nutzten will sobald neben Druckspannungen auch 
Zugspannungen vorhanden sind. Da man heute in 
Frankreich, England und Deutschland dazu neigt,, 
auch unter normalen Betriebsbedingangenöörtlich 
begrenzt Zugspannungen zuzulassen, ist die Ent-
scheidung nicht ohne Bedeutung. Grundsätzlich 
bieten sich zwei Wege ani 
Wenn man davonaausgeht, dass alle Zugspannungs-
felder durch eine schlaffe Bewehrung abzudecken 
sind., die so bemessen ist, dass sie die Zugkraft, 
die sich, aus dem Zugpsannungskei'l ergibt, aufneh-
men kann, dann kann mannsich auf den Standpunkt 
stellen, dass in solch einem Falle einfach die 
Zugspannung im Beton nicht mehr vorhanden ist 
•undmman bezüglich der Sicherheitsbetrachtung oder 
der Ausnützung des Werkstoffes auf den nächst 
niederen Spannungszustand zurückgeht. Bedingung 
wäre nur, dass die Spannung in der eingelegten 
schlaffen Bewehrung unterhalb des Elastitätslimi-
tes des Stahls liegt. Deter Baukörper wird sich 
dann weiterhin vollelastisch verhalten. Unter-
suchungen haben gezeigt, dass in solch einem 
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Falle sich durchweg unwahrscheinlich hohe 
Sicherheiten im Bauwerk ergeben. 
Der andere Weg wäre, die Sicherheiten so zu be-
rechnen» wie es rein spannungstheoretisch von mir 
vorhin angedeutet worden ist. Das hat jedoch zur 
Folge, dass die effektiven Sicherheiten grösser 
sein müssen als die rechnerischen, weil durch 
die eingelegte Bewehrung infolge Behinderung der 
Dehnung höhere Gestaltsfestigkeiten vorhanden 
sein müssen.. Wie hoch diese dann sind, darüber 
gibt es meines Wissens noch keinBrlei Untersu-
chungen. Lediglich in. orientierenden Versuchen 
konnte ich feststellen lassen, dass bereits bei 
einer Bewehrung, deren Querschnitt o,5 % der 
'Biegezugzone entspricht bei gleichen Spannungen 
die Dehnung auf etwa 80 % des unbewehrten Betons 
zurückgeht und bei 1 % Bewehrung auf etwa 65 $-
Wenn man' unterstellt,,-) dass.auch im räumlichen 
Spannungszustand in erster Näherung die Festig-
keit linear der Dehnung ist, ergeben sich hieraus 
schon ganz beachtliche Festigkeitszunahmen. Es 
kann jedoch nicht Gegenstand des heutigen Refe-
rates sein, dieses Thema umfassend zu behandeln. 
Ich bin der Meinung, dies sollte auch mehr auf 
europäischer Basis geschehen. Ich darf zum 
Schluss feststellen,, dass ich hier nur einen 
ersten Schritt getan habe zur Lösung des grossen 
Komplexes "Sicherheit und Wirtschaftlichkeit". 
In Deutschland hat sich das Bunde'sministerium 
für wissenschaftliche Forschung den Empfehlungen 
eines Expertenausschusses angeschlossen und die 
Weiterführung dieser Versuche in grösserem Rah-
men uns übertragen. Diese Untersuchungen werden 
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durohgcführt im Zusammenhang mit einem umfang-
reichen, von der Bundesrepublik Deutschland ge-
förderten Forschungs- und Entwicklungsprogrammes, 
da¡.; zum Ziel hat, die Grundlagen für Spannbeton-
druokbehälter fut' die Nukleartechnik zu vertie-
fen und darüber hinaus t y perigebundene Entwick-
lung zu betreiben. Parallel zu meinen kommenden 
Versuchen werden Kontrolluntersuehungen durch die 
Bundesanstalt iyür Materialprüfung in Berlin an-
gestellt. Eine wesentliche Erweiterung erfahren 
die Versuche durch die Hinzunahme der Aufnahme; und 
der Messung des Verf o.rmungsvorhal tons. Nur so ist 
es möglich, in Zukunft zu einer allgemein gül-
tigen Bruohtheorie des Betons kommen zu können. 
Der Umfang des neuen Testprogrammes ist aus Bild 
L3 zu ersehen. 
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MOISTURE MEASUREMENTS IN MASS CONCRETE 
I.W. HORNBY 





Moisture in concrete has an important influence on many 
factors affecting the design of certain concrete structures. These 
factors include shrinkage strains, creep stresses and material 
properties such as thermal conductivity, strength and elastic moduli. 
In the design of many structures, moisture distributions 
are assumed to be uniform and constant values are taken for moisture 
dependant properties such as shrinkage strains. For example the 
British Code of Practice 115 suggests strains of 2 χ 10~4 for post 
tensioned structures. This is not a serious approximation for 
structures with small sections but can cause significant errors when 
a mass structure under a thermal gradient is considered. Structures 
such as the prestressed concrete pressure vessels are obvious 
examples where a constant moisture content should not be assumed. It 
is possible for moisture gradients to develop with time in these 
structures and differential shrinkage can lead to high tensile stresses 
and consequent cracking. It is therefore important to know the 
moisture distribution and its variation with time. 
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Measurements have been made in biological shields and 
pressure vessels of the Central Electricity Generating Board in 
order to understand the behaviour of moisture in these structures. 
These measurements have been supported by laboratory experiments. 
Method 
There are several ways ofr measuring moisture changes 
in concrete and many of these are described in the 1962 RILEM 
bulletin(l). The methods include neutron or gamma-ray absorption 
microwave attenuation, a method based on the relative humidity of 
a cavity, or the resistance or capacitance across a small section 
of concrete. The first two methods are unsuitable for large con­
crete sections, particularly when access is limited to one face 
only. The most promising method appeared to be one based on the 
measurement of electrical conductivity of the concrete between 
two electrodes. Discussions with the Building Research Station 
at Garston who were also using this method, confirmed our views, 
and a gauge has therefore been designed based on this principle. 
It consists of two concentric cylinders of brass, the outer 
cylinder being 50mm. χ 36mm. internal diameter and is perforated 
with 9mm diameter holes to give free access for moisture (Fig.l). 
The annular space formed by the two cylinders is filled with a 2:1 
sand/cement mix with a water cement ratio of 0:4. After casting, 
the gauges are cured under water for 7 days and then given 10 daily 
cycles between 105°C. in an oven and 20°C. under water. It was 
hoped that this cycling would speed up the hydration of the cement 
and hence make the gauge reasonably stable. 
By allowing a wet gauge to dry slowly and measuring weight 
and electrical conductivity at intervals, a calibration for the gauge 
is obtained. Fig. 2 shows a typical calibration. 
When one of these gauges is placed in a mass of concrete 
its moisture content will reach equilibrium with the surrounding 
concrete. Both will be at the same moisture potential but not 
necessarily at the same moisture content. It has been assumed that, 
for the concretes used, these quantities are equal, but it is con­
sidered that more work is necessary to establish the relationship 
for various mixes. This type of gauge is temperature sensitive and 
measurements on sealed gauges have been made to establish the 
temperature characteristic. The gauge also has an age characteristic 
and sealed control gauges are included with the active gauges in 
any installation. All the readings plotted in the figures have been 
corrected for temperature and age effects. 
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Readings are made using a portable conductivity bridge 
using a frequency of 1500 Hz. Lower frequencies have been used 
but should not be lower than 50 Hz. 
Installations 
Gauges of the type described have been installed in the 
biological shields at Hinkley Point and in the pressure vessels at 
Oldbury. They are also being installed in the pressure vessels of 
3 further stations under construction in the United Kingdom. Gauges 
have also been placed across a radius of a 2m diameter block of 
concrete in the laboratory in order to monitor drying under constant 
temperature. 
Recently bars of concrete 130 mm. diameter and 2.7 m long 
have been made and subjected to a temperature gradient of 150°C. to 
25°C. These bars are sealed along their length and at their hot 
end, to simulate a section of a pressure vessel including the liner. 
Precautions are also taken to prevent any moisture travelling along 
the interface of the concrete and the seal. The sealing material 
considered most reliable was 0.1 mm copper foil and, to obtain a 
bond to the concrete, expanded copper mesh was soldered to this foil. 
The resulting sandwich was rolled to form the mould into which the 
concrete was poured. 
Results 
Figure 3 shows the moisture losses that have occurred in 
the 2m diameter block in the first five years and clearly indicates 
the slow rate at which concrete loses moisture under ambient temper-
ature conditions. The losses at depth greater than 600 mm. are 
negligible. Even at a depth of 150 mm. the loss is only 16% of the 
total available evaporable water. The depth to which drying 
penetrates supports the theoretical and experimental work of Carlson 
(2) who predicted drying curves for massive concrete structures, 
using a constant moisture diffusion coefficient. The actual shape of 
his curves, however, differ slightly from those in this paper. This 
may be due to the fact that the diffusion coefficient probably de-
creases as drying proceeds. A comparison with Carlson's experimental 
results is not feasible since he measured shrinkage strain rather than 
moisture content and his relationship between shrinkage and moisture 
is unknown. 
Moisture profiles similar to those shown in fig. 3 have been 
recorded for the biological shields at Hinkley Point before the 
station became operational. When the station started up and the shield 
temperatures increased the drying rate changed. Figure 4 shows the 
effect of this increase at a position 75 mm. from the inside face 
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which rose in temperature to 36°C. Fig. 5 shows the drying which 
took place at other positions and raised to different temperatures. 
This temperature/moisture loss relationship is of a similar form 
to the temperature/diffusion constant relationship given by Hughes 
(3) i.e. the diffusion constant is proportional to the fourth power 
of temperature between 50 C. and 90°C. 
The experiment using long cylinders has extended the in-
formation of drying to above 100°C. It was found that as the high 
temperature end dries out, ã "front" is formed which slowly changes 
slope. The readings obtained from the moisture gauges were substantiated 
by cutting samples into 50 mm. slices at suitable time intervals and 
obtaining their moisture content by weighing. Fig. 6 shows the 
moisture profiles for the first 400 days obtained from moisture gauges 
and the profile after 170 days from a sample cut into slices. 
Discussion 
The readings obtained from the moisture gauge described 
should be regarded as semi-quantitative The temperature 
corrections that have to be applied are a large fraction of the actual 
measurement and reduce the discrimination of the gauge. Also, as 
pointed out previously, equal moisture potential has been assumed to 
mean equal moisture content. These two factors limit the quantitative 
use of the gauge. Information from these gauges has been used to 
estimate stress profiles and it is possible to explain cracking such 
as that occurring on the surface of a pressure vessel model, which 
was not caused by any external loading(4). 
The moisture readings indicate that the drying of the 
massive concrete sections used in nuclear stations will continue for 
many years, even at the higher temperatures expected in the later 
stations. The effects of the profiles which will develop should be 
examined to confirm that no undesirable cracking will occur and the 
influence of moisture on other concrete properties should be taken 
into account. 
It is now possible to undertake creep analysis of many 
structures but the creep data used would normally be that obtained 
from sealed samples (basic creep). It is possible in drying concrete 
for the total creep (basic creep + drying creep) to be two or three 
times this value. Consequently the influence of moisture changes on 
creep rates should be examined. 
More data on the drying mechanism in concrete is still re-
quired and efforts are being made to develop a theory which fits the 
present measurements. When this is achieved the theory can be 
added to the present analysis of the stresses and movements which 
will occur over the total life of a pressure vessel. 
Acknowledgement 
The work described was undertaken at the Central Electricity 
Research Laboratories, Leatherhead, England and is published with the 
permission of the Central Electricity Generating Board. 
• 414-
References 
1. R.I.L.E.M. 162 Bulletin No. 15. 
2. Carlson R.W. 1937 "Drying shrinkage of large concrete members" 
J. Am. Cone. Inst. 33. 
3. Hughes B.B. 1966 B.J.A.P. 17 (12) 
4. Hornby I.W., Verdon G.F. and Wong Y.C. "Testing the Oldbury 
Vessel Model." Conf. on Prestressed Concrete Pressure Vessels, 
March 1967. I.CE. Lond Group 6, Paper 41. 
- 4 1 5 -
I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I IMII I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I 
FIG.I MOISTURE GAUGE ASSEMBLY 
2 3 4 5 6 7 8 9 IO O 
MOISTURE «/o OF DRY WEIGHT 
8 16 24 32 
DISTANCE FROM FREE SURFACE, in 











O 5 38 
_J 
. . 1 ­Sg 36 
ï n 3 4 O c 
Σ Ί - 32 
0 : ·—· 
I 
y ^ / 
ι 
/ 
ι I I 
/ 
1 1 
2 0 25 3 0 35 4 0 
FIG. 5 TEMPERATURE,°C 
MOISTURE LOSS TEMPERATURE RELATIONSHIP 




















I70 DAYS (FROM CUT UP AND WEIGHED SAMPLE) 
4 7 0 -
IOO DAYS 
2 0 0 DAYS 
3 0 0 DAYS 
4 0 0 DAYS 




FIG. 6 MOISTURE PROFILES ALONG 2 7 m SEALED CONCRETE BAR 
" ETUDE DU COMPORTEMENT DU BETON SOUMIS 
À DES SOLLICITATIONS TRIAXIALES » 
D. COSTES 
Commissariat à l'Energie Atomique 
Centre d'Etudes Nucléaires de Saclay 
N° 13a 
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Le Commissariat à l'Energie Atomique a demandé au laboratoire de 
mécanique des solides de l'Ecole Polytechnique de Paris d'analyser 
les propriétés de déformation et de rupture d'un béton type en état 
de contrainte triaxiale, la plus petite compression pouvant dépasser 
500 bars et la plus grande 2000 bars. 
Le but du programme est d'obtenir des lignes directrices permettant 
d'optimiser les dessins de structures et de rationaliser les études 
pratiques sur les bétons de construction. Pour ce béton type, on a 
choisi un micro-béton à 400 kg de ciment au m avec des agrégats 
d'une longueur maximale de 8 mm. La résistance monoaxiale est de 
l'ordre de 700 bars. On travaille soit sur du béton sec soit sur du 
béton saturé d'eau. L'éprouvette est taillée dans la masse. 
1ère figure 
Elle est de forme tubulaire avec un diamètre externe de 36 mm, une 
épaisseur de 5 mm. (2e figure) On exerce une pression de fluide simul-
tanément à l'intérieur et à l'extérieur du tube, une force axiale et 
un couple de torsion. On obtient ainsi dans l'ensemble de l'éprouvette, 
trois contraintes arbitraires différentes. 
Les essais en triaxiale classique, c'est-à-dire avec deux contraintes 
égales, ont été corrélées de manière satisfaisante avec des essais sur 
éprouvettes pleines, ce qui montre que la faible épaisseur de paroi 
(5 mm), que nous utilisons, ne perturbe pas les résultats. 
L'essai est conduit de la manière suivante : on réalise d'abord un 
chargement hydrostatique à la valeur de la contrainte intermédiaire, 
puis on agit proportionnellement sur la charge axiale et sur la torsion 
dé l'éprouvette, ce qui maintient l'orientation des contraintes princi-
pales en chaque point du tube. Des jauges à résistance électrique sont 
collées sur l'éprouvette dans les directions ainsi choisies pour les 
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deux courbes qui relient la contrainte de déviation aux allongements 
dans le sens de ces deux contraintes extrêmes. 
(3e figure) Elle donne un exemple de diagramme ainsi obtenu. Cette 
figure correspond au cas où la contrainte intermédiaire est de 250 bars. 
L'inclinaison des axes, par rapport à l'axe de l'éprouvette étant de 
10°. 
On part d'un état hydrostatique à 250 bars, puis on installe progres­
sivement un déviateur qui maintient la direction des contraintes 
principales. Un tel diagramme permet de repérer la limite élastique du 
matériau ainsi que les limites de rupture· On détermine l'état de con­
trainte globale de limite élastique pour lequel la relation contrainte­
déformation n'est plus linéaire et l'essai est poursuivi jusqu'à rupture. 
Les résultats en contraintes, pour la limite élastique et pour la 
rupture, définissent dans l'espace Ç*% (Ç?i 6"% deux surfaces caractéris­
tiques du matériau. 
Dans l'espace 5S, £"_, <$*,, on peut représenter l'état de résistance du 
matériau par une surface qui présente évidemment un axe de symétrie 
ternaire par rapport à la trisectrice. On peut analyser cette surface 
en faisant des coupes par des plans (( + /Ç + &τ ~ constante. Dans ce 
plan il suffit de connaître un sixième de la courbe en raison de cette 
symétrie. Nous avons placé dans le coin ce sixième de courbe qui 
correspond au cas £ >^ (C, ^ o^· 
On peut tracer des réseaux qui correspondent soit à la limite élastique, 
soit à la rupture. 
Nous allons voir d'abord dans la prochaine figure les conditions de 
rupture du béton saturé (4e figure). On peut remarquer une collection 
de courbes qui correspondent au béton saturé. 
5e figure : Voici des courbes qui correspondent au béton sec : les 
résistances sont plus faibles. Ceci peut être dû aux conditions de 
séchage qui ont été imposées aux éprouvettes. Nous avons par ailleurs, 
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reporté sur le même diagramme les résultats publiés précédemment 
par M. Bremer et nous avons été très satisfaits de voir que nous 
pouvions ainsi couvrir une partie du plan qui justement n'était 
pas couverte par les résultats de M. Bremer, qui eux couvrent la 
région suivante. On peut dire que l'ensemble du plan expérimental 
a été convenablement couvert et la corrélation est excellente avec 
les résultats de M. Bremer. 
On peut dire que les hautes contraintes intermédiaires nuisent à 
la résistance du béton sec plus qu'à celles du béton saturé. Pour 
deux contraintes extrêmes égales, le béton sec supporte une 
contrainte intermédiaire plus basse que celle du béton saturé. 
L'effet de la contrainte intermédiaire est mis en évidence par les 
différences de pente des courbes correspondant au béton sec ou'au 
béton saturé. 
De tels essais peuvent donner des renseignements utiles pour la 
détermination d'un modèle mécanique de résistance prenant en compte 
la pression interstitielle de l'eau. Des investigations sont en 
cours là-dessus. Cependant, je répète mes réserves pour certains 
résultats numériques qui sont pris en compte dans un tel diagramme. 
La représentation de MOHR (Fig. 6) peut être adoptée si on se li-
mite par exemple, au cas Ç~ - ¿te,. Dans ce diagramme de principe, 
nous avons placé à la fois les résultats en rupture pour le béton 
sec et pour le béton saturé et les résultats en limite élastique. 
Nous voyons un résultat qui est peut-être nouveau, c'est que les 
courbes intrinsèques relatives à la limite élastique sont fermées 
et comportent un point de convergence qui n'est pas situé sur la 
courbe elle-même. 
Les essais ont été effectués jusqu'ici à la température ambiante. 
Ils seront continués par quelques sondages à 50 °C, par quelques 
essais où le chargement sera effectué en 8 heures au lieu de l'être 
en 1 heure et ces résultats nous avons l'intention de les publier 
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging 
18. 11. 1969 
(no. 11, 12, 13, 13a) 
Professor ROSS; I have a comment to make with regard to paper no 13 
of Mr. Hornby. 
At King's College, London, we have studied the problems of 
moisture - measurement and moisture - movement under conditions 
similar to those in the wall of a reactor vessel. In I96I we 
commenced tests using the attenuation of microwaves to trace 
the movement of water. However, the use of microwaves precluded 
the use of a positive metallic seal and the resin seals were 
not wholly satisfactory, although certain trends were established. 
More recently we have abandoned resin seals in favour of 
steel tubes. Microwave attenuation could no longer be used for 
moisture-measurement and the distribution of water along the 
length of the specimen was determined by cutting and weighing 
at the end of the test after 800 days. The distribution was 
qualitatively very similar to that reported by Mr. Hornby with 
dry zones at the hot sealed end and at the cool open end. However, 
unlike Mr. Hornby, we found that the central zone had actually 
accumulated Water, presumably driven there from the hot zone 
which had dried. 
This encouraged us to look at the mechanism of moisture-
transfer and we have been attempting to measure pore-pressures in 
the concrete. At the hot end - adjacent to the liner - a pressure 
approximately equivalent to the saturation vapour pressure plus 
an addition for the increased pressure of the entrained air is 
developed initially but this declines after a time as water is 
moved down the thermal gradient. The experiments suggest that 
it would require a protracted period of many years before pore 
pressures became uniform throughout the thickness. 
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BROWNE - Taylor Woodrow; With regard to paper 13 by Mr. Hornby 
on moisture migration in concrete under temperature gradients 
we don't find his results surprising since previous research data 
and existing temperature moisture diffusion series for- concrete 
have produced similar results. We have always considered that 
moisture migration in the vessel concrete can significantly 
effect concrete property behaviour. Since the hardened cement 
paste component of concrete is so sensitive to its moisture state. 
This slide shows the effects on concrete property by variation of 
free water content to illustrate the variation of properties that 
moisture variation can produce. You can see here the effect on 
shrinkage, as you increase the water content, you obviously de-
crease the shrinking magnitude. Thermal expansion, there is a 
peculiar hump at about 50 % moisture content; creep, you find, 
as the free water content goes on, you can increase the magni-
tude of creep. Strength, you find, that as you remove moisture 
you can, in fact, produce an increase in the strength. Drying of 
the concrete in hot zones can cause a large increase in the creep 
rates and a substantial relaxation in the field stress during 
drying. The loss of moisture in the hot zone may cause an increase 
or decrease in the strength and a significant reduction in the 
thermal conductivity of the material. Cooling of the zones may in-
duce tensile conditions resulting in cracking. I have tried to 
show in this sketch taking Mr. Hornby's section with the 25 · C 
face exposed and a I5O C face sealed what can happen due to 
drying and here you have the temperature gradient across the 
section and the moisture loss with time. The effect of this on 
the concrete properties might be shown as follows: Shrinkage, 
you can see, will obviously take place, as he described; total 
creep, you can have quite a substantial amount of total creep 
at the hot, taking place at the hot face. The creep rate, we 
believe, will reach a peak somewhat away from this hot face, 
this is primarily because the creep rate, when the concrete 
has dried out, will be low. The thermal conductivity value 
will show a substantial decrease at the hot face increasing 
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to some one meter away from the hot face. The strength variation 
would probably be of this form. 
LEE - Building Research Station: I was particularly interested 
in Mr. Hornby's paper dealing with moisture gauges based on 
electrical conductivity, as we have, at the Building Research 
Station, been doing something very similar over a number of years. 
These gauges of ours were described at the conference on pre-
stressed concrete pressure vessels in London about two years ago, 
and as time is very short, I won't describe them again in detail 
or compare them with Mr. Hornby's. Interpretation of all these 
moisture gauge readings, however, depends on the use of control 
gauges and interpretation may not be very precise, particularly 
at the dry end of the calibration and over long periods. But 
there is no doubt in my mind that they are a most useful tool 
where none other exists. I was also very interested in the 
results by Mr. Hornby for partly sealed concrete cylinders, 
drying in one direction only, under a temperature gradient. We 
have done similar experiments ourselves. In our case, we used 
a 1 metre cube of concrete with removable coves, sealed on all 
except one face and subject to a temperature gradient from about 
70 C down to about 30 G, which is not unlike the crossfall in 
our present reactors. In our case, we used four different methods 
of assessing the process of drying. We compared weight losses, 
strain changes and the readings on our moisture gauges, and we 
also used the micro-wave attenuation method. These all, in fact, 
show the same sort of change in moisture contents, so we feel 
reasonably confident. Our results, like Mr. Hornby's, indicated 
that considerable drying over several years occured at the hot 
sealed end despite the fact that the water had to migrate the 
whole length of the specimen. This suggests that considerable 
drying might- occur behind the liner of an actual reactor, with 
a corresponding shrinkage tendency and all the other effects 
that Dr. Browne has just indicated. The rate of drying may be 
slowed up by the greater thickness of the actual reactor and I 
would like to ask Mr. Hornby if he has any ideas at the moment 
on how much the rate of drying would be slowed up? 
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HORNBY - CEGB: It is interesting to note that moisture measure-
ments obtained from microwave attenuation, by cutting and 
weighing, and from moisture gauges used by Mr. Lee and our-
selves, all indicate similar trends. I used to share Mr. Lee's 
lack of confidence in the moisture gauge, but its convenience 
has made me continue with its use. Now it appears that measure-
ments are being obtained from it that are reasonable and which 
can be used for predicting other moisture dependent changes, 
i.e. shrinkage, creep etc., as'pointed out by Doctor Browne. 
Professor Ross's comment about gain of moisture in the 
central zone is most pertinent. I have always been worried by 
the apparent lack of balance of the moisture gradient. A possible 
explanation is that the increase in moisture in the central sec-
tion combines with unhydrated cement. In subsequent samples, 
I hope to measure both the free water and the combined water 
gradient. 
The thickness of present concrete vessels in the 
United Kingdom are, in most cases, greater than 4M. I don't 
know when the 'drying front' at the hot face will affect the 
drying curve at the open face. Under the present thermal 
gradients, I would suspect it would be a very long time, 
perhaps beyond the planned life of the reactor. 
KINKEAD - Dragon Project: A short comment on paper 11 by Mr. Goodall 
and Dr. Irving: I was very interested in this paper, because at 
one time I did a little work on the subject. I thought that one 
of the things that people had determined and decided since then, 
was that there was not a perfect bond anyway between the stand-
pipes and the concrete. However, I would like to know if he 
thinks the same thing. But another interesting point arises from 
this paper; recently I have been trying to solve a similar problem 
on a moderator block which is highly perforated, and in this 
graphite block, there is a shrinkage problem as well, shrinkage 
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with irradiation dose. We heard earlier this afternoon from 
Dr. Kelly in Paper No. 3 that there might be a growth effect 
with concrete and particularly from the aggregate side, and 
I would like to ask Dr. Irving, if he thinks that the high 
tensile stresses that he has evaluated by using the TESS 
programme might actually turn out .to be less severe as if this 
growth was taken into consideration. 
IRVING - CSC.B: Mr. Kinkead asked two crue st ions, one on bond 
between the liner and the concrete and the second one on 
shrinkage and growth. On the first question, we have assumed 
perfect bond between the liners and the concrete. The theore-
tical results we have obtained appear to be in line with the 
results of the experiments conducted at the Imperial College 
in which I believe smooth liners were used. However, the degree 
of bond is one that may be decided by a practising engineer 
from the results of experimental work. On shrinkage and growth 
I don't see any reason why the problem should not be done using 
a similar computer programme. Of course growth would decrease 
the tensile stresses in the concrete on shutting down, the 
reverse being true for shrinkage. 
DAVIDSON - Atomic Energy Authority: I wanted to refer to some-
thing in Mr. Irving's paper. On the first page he refers to 
a series of tests reported in reference 7· I can speak about 
reference 7« which was in fact an experimental investigation 
at" Imperial College, because I paid for the work, and I wonder 
whether Mr. Irving has misinterpreted the results, and I thought 
I ought to correct this possible misinterpretation. In these 
tests at Imperial College a slab having a central perforated 
zone was prestressed radially and then it was uniformly heated 
only with The intention of accelerating the creep rate. Cur 
purpose simply was to look 'at the long term effect of creep 
in a comparatively short period. The heating was uniform and 
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did not introduce any stresses whatever; the results of these 
experiments showed us that under the influence of radial 
prestress and creep the compressive stress in the liners of 
the perforations increased to such an extent that when even-
tually the structure was cooled off and eventually when we 
removed the radial prestress, cracking occurred in the un-
perforated zone which surrounded it. And this, I think, was 
simply due to the release of the elastic compression which 
had been stored in the penetration liners. 
IRVING - CEG3: I am sorry to have to disagree with Mr. Davidson 
on our interpretation of reference 7· In fact we referred to 
the Imperial College work in order to show that there can be 
stress changes in a composite structure and that these stress 
changes are caused by the difference in creep rates between 
the stee] and the concrete. The creep rate for the steel is 
zero and the creep rate of concrete has some value depending 
on the temperature. Therefore, as Mr. Davidson said, stress 
will build up in the steel. I have also seen the results of 
the experiments at Imperial College and I believe there were 
cracks running from the outer most penetrations into the 
unperforated outer zone. Cf course, in the Imperial College 
tests there were more holes in the stand pipe area than in 
our problem, but I also seem to remember seeing a photograph 
of some earlier tests in which there were cracks shown in the 
stand pipe region itself. These cracks ran between the stand 
pipes. I think the difference between our analysis, which was 
based on a non-isothermal temperature distribution, and the 
isothermal tests that Mr. Davidson was speaking about has 
very little bearing on the interpretation of the cause of 
cracking. If we had analysed an isothermal slab, I think 
we would have obtained similar results to those which 
Mr. Davidson mentioned. Vie have introduced an additional 
cause of shut-down cracking by taking into account the fact 
that in a practical stand pipe region there would be a non-
isothermal temperature distribution. We have used the reference 
purely to show the, cracking can be caused in this type of struc-
ture due to creep of concrete. 
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POLYGONAL GEFÜHRTE, GEWICKELTE RINGSPANNBEWEHRUNG MIT 
MEHREREN ZWISCHENVERANKERUNGEN ALLER SPANNDRAHTRINGE 
(System PRISMA) 
L. MUHE 
Philipp Holzmann AG Frankfurt/Main 
N° 14 
­ 4 3 4 ­
Spannbetondruckbehälter werden im allgemeinen alt nähe­
rungsweise zylinderförmige Betonbehälter ausgeführt, die mit 
einer V e r t i k a l s p a n n b e w e h r u n g und einer R l n g ­
s p a n n b e w e h r u n g versehen sind. Neuerdings wird es 
besonders wegen der Einbauten In der Behälterwand wün­
schenswert, die Ringspannbewehrung auf dem Zylindermantel 
anzuordnen C 1 J 
Bekannte technische Losungen hierzu reichen von lisenen­
verankerten, außen liegenden Spanngliedern [ 2 ] Über 
Itsenenfrele Ringspannglieder [ 3 ] bis zur gewickelten 
Ringspannbewehrung 14] 
1 . W i c k e l s p a n n b e w e h r u n g 
Bei Spanngliedern werden wegen der Reibungsverluste kaum 
Umscnllngungswlnkel angewandt, die 180 Überschreiten, 
eine Beschränkung, die bei einer Wickelbewehrung nicht 
nötig Ist, weil die volle Spannkraft an ¡eder Stelle des 
Ringes wirkt. Außerdem können Sponnbewehrungsherstel­
lung, Verlegung und Anspannen vorteilhaft in einem Ar­
beltsgang zusammengefaßt werden. 
Eine gewickelte Ringspannbewehrung muß bei Spannbeton­
druckbehältern immer aus mehreren Lagen Wicklung belte­
nen, so daß die bei Spannbetonbehältern mit e i n e r 
Wickellage gesammelten Erfahrungen der Erweiterung b e ­
dürfen. Das gilt besonders för die Konservierung der 
Spannbewehrung, da der Schutz durch eine Torkretschicht 
nicht mehr möglich ist. 
Vorteilhaft 1st es daher, die einzelnen Wickellogen äqul­
distant aufzubringen (Abb. 2 ) , weil dann die Zwischen­
räume ­ wenn sie groß genug sind ­ jede Art der Konservie­
rung und lnspektion des Spannstahls ermöglichen. Zur 
Distanzhalterung wird zweckmäßig Flachstahl benutzt. Diete 
Anordnung bedingt aber, daß die Umlenkkräfte der Rlng­
spannbewehrung an diesen Abstandhaltern über diese in den 
Behälterbeton eingeleitet werden mUssen, der dort mit 
D r u c k v e r t e i l u n g s p l a t t e n gepanzert wird. 
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Abb. 1 Usenenfreie Ringspannglieder nach Vorschlag von W . Zema 
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Abb. 2 Wickellagen ohne und mit DistanzilaIterung 
2 . S p a n n b a n d ­ W i c k e l a b s c h n i t t e 
Wurde bisher eine Wickelbewehrung im allgemeinen kreis­
förmig geführt (Abb. 3 ) , so ergibt sich durch die als A b ­
standhalter wirkenden Um I enk I e l s t e n nunmehr ein 
polygonaler Verlauf. Infolge der Anordnung mehrerer Win ­
dungen nebeneinander, die als Z e i l e n der Wicklung b e ­
zeichnet seien, entsteht somit als räumliche Form die Man­
telfläche eines ftismas, das dem System den Namen gab 
(Abb. 4 ) . 
Die Wickelgeschwindigkeit einer Spanndrahtwickelmaschine 
ist aus manchen Giünden beschränkt. Die Herstellung der 
Spannbewehrung liegt im allgemeinen auf dem kritischen 
Weg, weshalb der Zeitaufwand dafür begrenzt ist. Deshalb 
wird für die ftismabewehrung eine Spanngliedwickelma­
schine benutzt, welche gleichzeitig vier Spanndrähte w ik ­
kelt . Eine automatische Kontrolle regelt dabei die Spann­
kraft des Einzeldrahtes individuell. Das abgewickelte 4 ­
drähtige Spannglied wird als S p a n n b a n d bezeichnet. 
Folgerichtig werden somit Lagen und Zeilen für die Spann­
bänder unterschieden (Abb. 5 ) . 
Es wäre denkbar, die Mantelfläche des Spannbetondruckbe­
hälters lückenlos mit Spannbändern zu bedecken und die 
Anpassung an den Spannkraftbedarf durch unterschiedliche 
Lagenzahi zu bewerkstelligen. Vorteilhafter ist jedoch, 
eine Unterteilung In verschiedene W i c k e l a b s c h n i t t e 
vorzusehen, da dann zwischen diesen die Laufschienen für 
die Spannbandwickelmaschine angeordnet werden können. 
Eine bevorzugte AusfUhrungsform wählt für alle Wickelab­
schnitte die gleiche Zellenzahl aber verschieden viele La­
gen. Das Beispiel (Abb. 6) zeigt einen AGR­Behälter mit 
20 Wickelabschnitten und 52 Ecken. 
Jeder Wickelabschnitt wirkt nun wie ein großes llsenen­
f rei es Spannglied, das an den Eckpunkten seine Umlenk­
kräfte auf den Beton überträgt. Der Wickelvorgang kann 
unterbrochen werden, so daß die Einleitung e iner le i Ivor­
spannung ­ z . B . durch die Hälfte der vorgesehenen Spann­
bandlagen ­ möglich ist. Zwischen den Umlenkleisten kann 
nachträglich die Spannkraft der beiden äußeren Drähte 
eines jeden Spannbandes leicht durch Auslenkung kontrolliert 
werden (Drahtsponnkraftmeßgerät, Bauart BAM Berlin). 
Abb. 3 Kreisförmige und polygonale Wickelbewehrung 
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PRISMA Φ 
Abb. 4 Prismabewehrung 
3. Z w i sc he η v e r a n k e r un ge η 
Wenn nun später Ereignisse eintreten sollten, die den Bruch 
eines oder mehrerer Spanndrähte hervorrufen, so ¡st bei der 
bisher beschriebenen Anordnung nicht gesichert, wann die 
Spannkraft des gebrochenen Drahtes durch die Reibung an 
den Um lenk leisten voll aufgenommen werden kann. Bei der 
äußeren Spanndrahtlage wäre jedenfalls sicher, daß alle 
Zeilen dieser Spanndrahtwicklung aufspringen ­ ein Prozeß, 
der unter Umständen unbemerkt zu beträchtlichen Spann­
kraftverlusten führt. Damit das unmöglich ist, werden für 
¡eden Spanndrahtring mehrere Zwischenverankerungen vor­
gesehen. Dabei soll im Bedarfsfall die Zwischenveranke­
rungskraft jedoch hauptsächlich auf alle übrigen Spann­
drähte des Wickelabschnitts ausgeübt werden, und nurin 
untergeordneter Weise auf den Behälterbe ton. An den 
Zwischenverankerungsstellen befinden sich alle Spann­
drähte des Wickelabschnitts untereinander in einem nach­
träglich hergestellten kraftschlüssigen Verbund. Dort wird 
dann die frei werdende Spannkraft gebrochener Spanndrähte 
sicher auf die übrigen Spanndrähte verteilt. Im Beispiel sind 
diese Zwischenverankerungen mit V bezeichnet. Vereinzelte 
SpannstahlbrtJche wirken sich also nur sektormäßig begrenzt 
aus. 
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Abb. 5 Lagen und Zeilen der Spannbänder 
Abb. 6 AGR­SpannbetondruckbehäIter Typ BNDC 
Konstruktiv verwirklicht werden Zwischenverankerungen vor­
teilhaft mit Hilfe des S p a n n v e r f a h r e n s K A , das jah­
relang international bewährt Ist [ 5 ] . Zwischen den 
Klemmplatten sind einzelne Spannbänder angeordnet (Abb. 7 ) , 
so daß lagenweise wachsend ein Raket entsteht. Auf dieses 
werden über Druckplatten Klemmkräfte ausgeübt. Dadurch 
entsteht ein Reibungs­ und Scherverbund zwischen den Spann­
drähten und den Klemm­ und Druckleisten. Die Zugkräfte 
der einzelnen Spanndrähte werden so auf die angrenzenden 
Platten übertragen, die Ihrerseits vermöge ihrer Scheibenwir­
kung diese weiterleiten. Charakteristisch für eine Klemmver­
ankerung ist, daß die benötigten Klemmkräfte unabhängig 
von der Anzahl der Spannbandlagen sind, aber abhängen von 
4 3 7 
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Abb. 7 Prinzip der Klemmverankerung 
Spannstahl 
1 = Druckverteilungsplatte 
2 = Grund leiste 
5 = Klemmleiste 
6 = Druck leiste 
7 = Klemmbolzen 
¿Breite 
Abb. 8 Verankerungsleiste (schematisch) 
der Drahtzahl jeder Spannbandlage und deren Reibungs­ und 
Verbundeigenschaften. Zur Erzeugung der Klemmkräfte wer­
den hochwertige, vorgespannte Klemmbolzen benutzt, die 
unter Wirkung der vollen Klemmkraft einen großen elasti­
schen Dehnweg besitzen. Damit 1st sichergestellt, daß die 
zur Verankerung der Spanndrahtbruchlast benötigte Klemm­
kraft auch nach geringfügigem Setzen des Klemmpaketes 
noch immer zur Verfügung steht. 
Die beschriebenen Zwischenverankerungen werden als 
V e r a n k e r ungs le ¡ s t e n bezeichnet (Abb. 8 ) . Sie be­
stehen aus der Druckverteilungsplatte, der Grundleiste, den 
Klemmleisten, der Druckleiste und den Klemmbolzen. Bei 
Verwendung von geripptem Ovalspanndraht [ 6 ] ergibt sich 
dieses Ausfuhrungsbeispiel (Abb. 9 ) . Der Querschnitt 
(Abb. 10) zeigt 20 Spannband lagen. 
Entsprechend den Verankerungsleisten sind die Um l e n k ­
t e ! s t e n aufgebaut (Abb. 11). Diese besitzen an Stelle der 
Klemmbolzen Abstandhalterbolzen in verminderter Anzahl , 
da diese nur die Soll­Lage der Grund­ und Zwischenleisten 
und die Abstände der Spannbänder untereinander sichern 
sollen. Die Abstandhalterbolzen sind deshalb bei allen Um­
lenkleisten versetzt angeordnet, so daß Im allgemeinen Über 
mehrere Umlenkleisten hinweg jeweils nur ein Bolzenpaar an 
das Spannband grenzt (Abb. 12). 
Die Länge der Verankerungs­ und Umlenkleisten bestimmt 
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Abb. 9 Verankerungsleiste (Ausfuhrungsbeispiel) 
Spannstahl 
1 ■ Druckverteilungsplatte 
2 = Grundleiste 
3 = Zwischenleiste 
4 = Abstandhalterbolzen 
Abb. 10 Veronkerungslelste 
(Ausfuhrungsbeisptel mit 20 Spannbandlagen) Abb. 11 Umlenkleiste (schematisch) 
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Abb . 12 Anordnung der Abstandhalterbolzen 
4 . S ρ i ra I w i c k I u n g , S t υ f e η w i c k Ι υ ng 
In der Abbi ldung 13 wird eine 17­eckige FVismabewehrung 
dargestel l t , wobei die vier Verankerungsleisten mit " 1 " und 
die 13 Umlenkleisten mit " 2 " bezeichnet sind. Die neben­
stehende Abwicklung der Behälterwand zeigt den spira l förmi­
gen Verlauf einer Lage der Spannbandwicklung, weshalb d i e ­
se Anordnung S p i r a l w i c k l u n g genannt w i r d . Der W i k ­
kelvorgang beginnt unten. Anfang und Ende des gesamten 
Spannbandes sind je mit einer separaten Klemmverankerung 
­ wie später noch beschrieben ­ befest igt. 
Die Nachtei le der Spiralwicklung bestehen in der aufwen­
digen Einmessung der Klemm­ und Abstandhalterbolzen, der 
schwierigen Führung der Spannbandwickelmaschine und dem 
Zwang, die nächste Spannbandlage in absteigender Spirale 
wickeln zu müssen. Deshalb benutzt das Msma­System die 
sog. S t u f e n w i c k l u n g , welche in der Abbildung 14 
fUr den gleichen Anwendungsfall dargestellt wurde. Hierbei 
sind fünf Verankerungsleisten und fo lg l i ch 12 Umlenkleisten 
nö t ig . Zwei der Verankerungs lei sten sind direkt benachbart 
auf den Teilpunkten des 17­Ecks angeordnet. 
Dort f indet der sog. S t u f e n s p r u n g statt . Die Spann­
bandwlckelmaschlne w icke l t also genau horizontal (unten 
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Abb. 13 Spiralwicklung (schematisch) 
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Abb . 14 Stufenwicklung (schematisch) 
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Abb. 15 Stufensprung (schematisch) 
Spannbandzelle überzuwechseln usw. Nach Erreichen der 
oberen Spannbandzelle findet der Stufensprung entgegenge­
setzt statt, und die zweite Spannbandlage wird aufgebracht. 
Wie die Abbildung 15 zeigt, heben sich die Umlenkkräfte 
am Stufensprung jeweils zwischen zwei Spannband lagen 
auf. Dennoch ist diese Anordnung nicht auf eine gerade 
Anzahl von Spannband lagen beschränkt, da bei der ersten 
Spannbandlage der Behälterbeton mit Druckverteilungs­
platte nach Erfordernis mitwirkt, um die Umlenkkraft I n ­
folge Stufensprung aufzunehmen. - In der Abbildung 16 1st 
der Übergang zwischen zwei Lagen an der unteren und 
oberen Begrenzung eines Wickelabschnitts dargestellt. 
I.Lage 
Abb. 16 Übergang zwischen zwei Spannbandlagen (schematisch) 
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Abb. 17 Quetschhülsenstoß für Spannstahl SIGMA OVAL 40 S» 145/160 
5. S p a n n s t a h l s t o ß , A n f a n g s - und E n d v e r ­
a n k e r u n g e n 
Zur Herstellung eines Wickelabschnitts der Prismabewehrung 
sind sehr große Spannstahllängen erforderlich. Es ist des­
halb nötig, die begrenzten Spannstahl längen der einzelnen 
Transportringe zu stoßen. Bei geripptem Övalstahl erfolgt 
das durch einen Q u e t s c h h ü l s e n s t o ß (Abb. 17), der 
die Spannbandwickelmaschine einwandfrei passieren kann. 
Anfangs- und End Verankerungen des Spannbandes sind bei 
jedem Wickelabschnitt erforderlich. Die Anfangsveranke-
rung (Abb. 18) Ist nach dem Anziehen der Klemmbolzen an 
den Verankerungsleisten eigentlich überflüssig. Sie verbleibt 
jedoch als Sicherheitsverankerung im Bauwerk, da sie nur 
schwer nachträglich ausbaubar ist. 




Die Anfangsverankerung ist eine serienmäßige Klemmveran­
kerung des Spannverfahrens KA mit zwei Klemmschrauben 
und im Bereich des Stufensprunges vor einer Verankerungs­
leiste in einer Nische im Behälterbeton untergebracht, so daß 
das erste Spannband darüber hinweggeht. Die Horizontal­
kräfte werden durch einbetonierte Widerlagerflachelsen auf­
genommen. Zur Verminderung der Betonpressungen und zur 
besseren Montage werden die Widerlagerflacheisen durch 
Bleche verbunden. Die untere Druckplatte der Anfangsver­
ankerung besitzt Innengewinde für die beiden Klemmschrau­
ben. Die Anfangsklemmverankerung kann die volle Bruchlast 
des Spannbandes sicher aufnehmen. 
Die Endverankerung des Spannbandes kann ohne zusätzliche 
Maßnahmen an einer Klemmleiste erfolgen. Da dieser am 
Stufensprung eine weitere Klemmleiste folgt, kann dort 
leicht eine Sicherungsverankerung gemäß Abbildung 19 an ­
gebracht werden. So wird ebenfalls bei einer Unterbrechung 
des Wickel Vorganges verfahren, wie sie beispielsweise beim 
Aufbringen einer Teilvorspannung eintritt. 
6 . B a u v o r g a n g 
M t dem Fortschreiten des Betonlervorganges werden die 
Druckverteilungsplatten und die Fahrschienen für die Spann­
bandwicke I mase h i ne eingebaut. Nach dem Betonieren wer­
den Rundgliederketten, die als Zugglieder dienen, in die 
Fahrschienen eingelegt und die Spannbandwickelmaschine 
montiert. Gleichzeitig erfolgt das Anschrauben der Klemm­
bolzen und das Anschweißen der Abstandhalterbolzen. 
Das Fahrwerk der Spannbandwickelmaschine hängt sich in 
die Rundgliederketten und stützt sich auf den Fahrschienen 
ab. Auf der Maschine befinden sich die Greifvorrichtungen 
für die Spanndrähte, die Bremsen und der Antriebsmotor so­
wie die Steuer- und Meßelemente für die Einstellung der 
Spannkraft. Synchron mit der Wickelmaschine läuft auf dem 
Behälterein V e r s o r g u n g s w a g e n , der die Haspeln für 
den Spannstahl trägt sowie die Maschine fUr den Quetsch­
hülsenstoß. 
Abb. 18 Anfangsverankerung 
artKafwaoBtUeys« 
Je nach den statischen Erfordernissen kann der Wickelvor­
gang innerhalb eines Wickelabschnitts an jeder beliebigen 
Verankerungsleiste unterbrochen und später wieder fortgesetzt 
werden. Nachdem ein Wickelabschnittmit dem erforderlichen 
Spannstahl belegt worden ist, werden die Druckleisten auf­
gesetzt und mit Klemmbolzen festgespannt. 
7 . S p a n n s t a h l k o n s e r v i e r u n g 
Die einzelnen, aus vier Spannstählen bestehenden Spann­
bänder sind äquldistant angeordnet. Dabei beträgt der La­
genabstand 6 ,5 mm und der Zeilenabstand 26 mm. Diese 
Zwischenräume gestatten die Sichtkontrolle der Spannstahl­
oberflächen mit Hilfe eines T e c h n o s k o p s (Abb. 20). 
Ein helles Gesichtsfeld zeigt alle Gegenstände zwischen 
1 cm und Unendlich scharf, so daß bei richtiger Beleuchtung 
kein Spannstahloberf lächenfehler unentdeckt bleibt. Je nach 
Wahl der Spannstahlkonservierung bleibt diese einfache I n ­
spektionsmöglichkeit auch später erhalten. 
Abb. 19 Endverankerung (Sicherungsverankerung) 
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Abb. 20 Technoskop 
Wenn die Spannstahloberflächen mit einem fl ImblIdenden 
Korrosloraschutzmlttel behandelt werden, dessen Schicht­
dick· unter 5 ¿ " liegt, to kannen auch später In erfahrungs­
bedingten Abständen leicht Ergänzungen des Schutzes er­
folgen. 
c) Nachdem an der (n + l ) - ten Verankerungs leiste das 
Spannband gespannt Ist, wird an der vornergehenden 
n-ten Verankerungsleiste die Zwischenverankerung ge­
löst, so daß an dieser Stelle ein Spannungsausgleich Im 
Spannband erfolgt. 
Trotzdem bleiben d l · Spannstähle und die übrigen Stahlteil· 
einwandfrei optisch kontrollierbar. Hierin liegt «In beacht­
licher Vorteil gegenüber dem Korrosionsschutz durch dicke 
Film· (großer als 2 0 / . - ) . Abbildung 21 zeigt ein automati­
sches Sprühgerät, das «Inen Schutzfilm bereits auf dem Ver­
sorgungswagen am ablaufenden Spannstahl aufbringt. 
An den Bolzen der Prismabewehrung können Schalungen an­
gebracht werden, die es gestatten, die WickeIbewehrung 
lückenlos In Portlandzementmörtel einzubetten. In dem 
Funk Moni-Mode II (Abb. 22) wird das mit einfachen Mitteln 
gezeigt. Bei dieser Konservierungsmethode bleibt jedoch der 
Spannstahl später vollkommen unzugänglich. 
8 . Pr I ima b« weh rung f ü r B e t o n m o a e l l e 
Bei dem verhältnismäßig kleinen Durchmesser (ca. 5 m) der 
Üblichen Betonmodelle wäre der Einsatz einer Spannbond-
wlckelmaichlne zu aufwendig. Deshalb werden In einer A b ­
wandlung des Verfahrens jeweils vier Spannstähle spannungj-
los abgewickelt und an den Verankerungsleisten mit kleinen 
Spanngeräten gespannt. Durch die Reibung an den Um lenk -
itellen ergeben sich unterschiedliche Umlenkkräfte. Um diese 
Unterschiede auszugleichen und die Reibungsverluste mög­
lichst klein zu halten, werden folgende Maßnahmen ge­
troffen! 
a) Es werden 7 Verankerungsleisten angeordnet. 
b) Der Umschllngungswlnkel der Spannbänder beträgt zwei 
Verankerungs Tel s tenf eider, wobei das Spannen versetzt 
erfolgt. Bezeichnet man die Verankerungsleisten von 1 
bis 7 , so wird bei der x-ten Spannbandzelle an den Ver­
ankerungsleisten 1 , 3 , 5 und 7 gespannt. Bei der folgen­
den (x + 1)-ten Spannbandzeile wird an d«n Veronke-
rungslelsten 2 , 4 und 6 gespannt usw. 
d) Zur Verminderung der Reibung werden die Umlenk- und 
Klemmleisten einseitig mit einem Hoch lel stungsschml er­
mittel versehen. 
Zum unbehinderten Ablauf der Spannarbeiten bei der für 
Betonmodelle - w i e beschrieben -abgewandelten Prlsma-
be wehr ung werden drei kleine Spanngeräte eingesetzt, die 
untereinander durch eine hydraulische Logik verbunden sind. 
9 . S p a n n k r a f t k o n z e n t r a t i o n e n 
Der Platzbedarf für die Prismabewehrung ist vergleichsweise 
gering. In der Tabelle werden für verschieden viele Spann­
bondlagen die Bruchlast pro stgm. Behälterhöhe angegeben. 




Anzahl der Lagen Dicke 
10 21 cm 
50 65 cm 
100 120 cm 
le 
Bruchlast des Spannstahls 




Die Abb. 23 zeigt das Funktionsmodell für einen AGR-
Spannbetondruckbehälter Typ APC mit der beschriebenen 
Ringspannbewehrung. 
Abb. 21 Automatisches Sprühgerät fUr Korroslonsschutzfl Im Abb. 22 Kletterschalung für BetonumhUllung 
4 4 3 
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Abb. 23 Funktionsmodell AGR-Spannbetondruckbehölter Typ APC 
4 4 4 
10. Z u s a m m e n f a s s u n g 
Spannbetondruckbehälter mi t auf der äußeren Mantel f läche 
angeordneter Ringspannbewehrung sind besonders dann w ü n ­
schenswert, wenn In der Behälterwand Einbauten ( z . B . 
Wärmetauscher) vorgesehen wurden. Eine gewickelte mehr­
lagige Ringspannbewehrung mit äquldistanter Spanndraht­
anordnung 1st Im Hinbl ick auf Konservierung und Inspektion 
des Spannstahls vor te i lhaf t . Unter Verwendung der Kon­
struktionsmerkmale des Spannverfahrens KA konnten Z w i ­
schenverankerungen In Form von Klemmverankerungen aus­
gebi ldet werden, die a l le Spanndrähte der Ringspannbe­
wehrung untereinander an mehreren Punkten des Behälterum­
fanges in einen nachträgl ich hergestellten kraftschlüsslgen 
Verbund br ingen. Die erforderl ichen Klemmkräfte werden mit 
vorgespannten Schrauben erzeugt. Eine Wickelmaschine ver­
arbeitet g le ichze i t ig vier Spanndrähte, die als sog. Stufen­
wick lung geführt werden. Einer Beschreibung des Bauvor­
gangs folgen Angaben über Inspektions­ und Schutzmöglich­
ketten für den Spannstahl sowie über ein Verfahren, Mode l i ­
be hälter mit Prismabewehrung ohne eine speziel l verkleinerte 
Wickelmaschine herzustel len. Abschließend wird aufgezeigt , 
welche Spannkraftkonzentrationen mit der beschriebenen 
Ringspannbewehrung erreichbar s ind. 
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L'avenir des enceintes primaires en béton précontraint est 
lié aux facilités que présente le béton précontraint de 
réaliser des forces pratiquement illimitées. Or les câbles 
classiques ont une puissance unitaire qui n'est pas à l'é-
chelle des efforts supportés par les ouvrages et leur utili-
sation fait conséquemment obstacle au développement de cette 
technique. 
A la suite d'études d'avant-projet (CE.A. - COYNE & BELLIER) 
il est apparu extrêmement avantageux de reporter à l'exté-
rieur de l'ouvrage tous les câbles de précontainte'circu-
laire en réalisant des anneaux indépendants„d'acier à haute 
résistance sur lesquels on vient prendre appui pour compri-
mer le béton de l'ouvrage : autrement dit des vérins radiaux 
interposés entre l'anneau métallique et le béton tendent le 
premier en comprimant le second. 
Indiquons ci-après quelques ordres de grandeur. Un caisson 
devant supporter une pression de service de 100 bars ( 1^ 100 
psi) avec un diamètre intérieur de 10 m et un diamètre exté-
rieur de 20 m devra avoir une force de précontrainte de 
l'ordre de 7 000 tonnes par mètre de hauteur de cylindre ; 
la section de chaque anneau de précontrainte devra donc 
exercer une force de service de 10 000 tonnes en choisis-
sant comme distance entre axe de deux anneaux successifs 
1,40 m. 
1.1. Avantages 
1.1.1. Avantage des cerces extérieures 
- Facilité de mise en oeuvre du béton. On n'est 
pas gêné par une forêt de gaines et d'armatu-
res ; la confection du béton est donc rapide 
et aisée, la durée de construction intervenant 
dans le coût global de l'aménagement, ce gain 
de temps sur le bétonnage peut être un facteur 
important d'économie. 
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Volume minimal de béton. Il n'est pas nécessaire 
de prévoir une forme spéciale de l'extrados pour 
permettre l'ancrage des câbles. Corrélativement 
le diamètre extérieur de l'enceinte est aussi ré-
duit que possible. 
Homogénéité des contraintes dans le béton, la 
force de la cerce étant sensiblement constante le 
long d'une circonférence. Il n'en est pas ainsi 
lorsqu'il est nécessaire de prévoir des recouvre-
ments de câbles de précontrainte. 
Possibilité accrue de placer des ouvertures entre 
deux cerces successives, la distance normale entre 
deux cerces pouvant être de l'ordre du mètre. 
Possibilité d'inspection visuelle et de contrôle 
systématique de la tension des cerces, donc sécu-
rité accrue. 
Quantité d'acier de précontrainte réduite au mini-
mum par suite de : 
- absence de recouvrement des câbles, 
- absence de pertes de tension par frottement, 
- la possibilité de retendre les cerces pour te-
nir compte du fluage et du retrait du béton et 
de la relaxation de l'acier. 
Une fois la mise en place des cerces effectuées, 
la mise en tension est très rapide, d'où un gain 
de temps. Cette possibilité de tendre et de 
détendre rapidement les cerces peut éventuelle-
ment faciliter la conception de l'ouverture du 
caisson. 
1.1.2. Avantages d'utilisation de feuillard d'acier à 
haute resistance 
Les cerces sont constituées en feuillard plutôt 
qu'en torons ou en fils parallèles pour les rai-
sons suivantes : 
- Plus grande facilité de réaliser des ancrages 
sûrs. 
- Sécurité en cas de rupture d'un feuillard. 
- Diminution de l'encombrement et du coût des 
selles d'appui qui ne comportent pas de montants 
latéraux. 
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- Mise en place plus aisée qu'avec des torons. 
- Suppression des contraintes parasites dues à 
des contacts ponctuels fils sur fils, particu-
lièrement importantes pour des câbles de grande 
puissance. 
1.2. But de l'essai de cerce en feuillard et idées directrices 
de l'essai 
Cet essai· a essentiellement pour but : 
1 - de se familiariser avec les problèmes que peut soule-
ver la mise en place du feuillard ; 
2 - de montrer que le dispositif "d'ancrage" par frotte-
ment de la dernière spire donne satisfaction ; 
3 - de procéder à une vérification pratique de l'unifor-
mité de montée des vérins et de l'équilibre de la 
cerce lors de la mise en tension ; 
4 - de vérifier le comportement de la cerce lorsque 
l'acier dépasse la tension nominale de précontrainte. 
Des considérations d'économie ont amené à utiliser les 
16 vérins de 500 t course 20 cm se trouvant au Centre de 
Marcoule comme vérins de mise en tension. Avec un nom-
bre aussi réduit de vérins les contraintes dans l'anneau 
en béton sont loin d'être uniformes au voisinage de 
l'extrados de l'anneau. 
On a cherché à n'éviter aucune des difficultés que pou-
vait occasionner l'emploi du feuillard : la largeur du 
feuillard (250 mm) est probablement supérieure à celle qui 
serait employée sur un ouvrage. Avec un feuillard large 
on pouvait craindre que le feuillard ne soit pas parfai-
tement plan ou que les bords des bandes ne soient pas 
parfaitement reetilignes. Ces défauts et les conséquen-
ces possibles de ces défauts devaient être plus visibles 
avec des bandes larges qu'avec des bandes plus étroites 
(100 à 150 mm), en même temps que la mise en place et 
l'ancrage de la fibre externe étaient rendus plus diffi-
ciles. L'homogénéité des déformations d'une cerce doit 
être d'autant meilleure que le nombre de spires est plus 
élevé. 
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En outre, on a utilisé du feuillard à bord cisaillé pour 
bien vérifier qu'il n'en résulterait pas des amorces de 
déchirures susceptibles de diminuer de façon inacceptable 
l'allongement de rupture. 
Le rayon de courbure est plus faible et l'angle de cour-
bure au droit des selles d'appui est plus grand que dans 
une cerce réelle ; l'essai doit donc avoir un caractère 
pessimiste à ce point de vue. 
Dans le cas d'un caisson, les vérins ne serviront qu'à 
la mise en tension et seront réutilisés pour la cerce 
suivante : ils ne seront donc pas fixés sur le béton, 
mais simplement posés. 
2. DISPOSITIF D'ESSAI 
2.1. Description 
Le dispositif d'essai proprement dit comprend : 
2.1.1. Un anneau en béton. 
2.1.2. Des vérins agissant radialement sur la ceree par 
l'intermédiaire de pièces d'appui auxquelles sont 
fixées les brides. 
2.I.J. La cerce en acier. 
2.1.4. Un matériel hydraulique. 
2.1.5. L'appareillage de mesure. 
2.1.1. L'anneau en béton a 0,65 m de hauteur. La paroi 
intérieure est un cylindre de 2 m de diamètre com-
portant une peau de 5 mm d'épaisseur, ancrée dans 
le béton par des goujons et formant coffrage. Le 
contour extérieur est un polygone de l6 côtés 
circonscrit à un cercle de 4 m de diamètre. Les 
faces du polygone sont des dalles préfabriquées 
comportant un ferrailiage de peau. (Voir photo 
n° 1). 
Le béton compris entre ces deux parois a été ren-
forcé par un ferraillage de 8 barres de 25 mm de 
diamètre ayant pour rôle d'absorber partiellement 
l'énergie libérée dans l'anneau au cours d'un essai 
de rupture. 
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2.1.2. Pour simplifier le montage, les l6 vérins ont été 
fixés à leur position par des boulons scellés sur 
la face polygonale de l'anneau (Voir photo n° 2). 
Ces vérins sont des vérins de 500 t de force nomi-
nale, 20 cm de course, 40 cm de diamètre extérieur, 
munis d'un écrou de sécurité. La surface du pis-
ton est de 594 cm2. 
Le piston agit sur une iselle dont la face en con-
tact avec le feuillard est une portion de cylindre 
de 500 mm de rayon. 
Quatre tiges filetées sont ancrées sur cette selle 
pour fixer une bride qui vient s'appuyer sur le 
feuillard par l'intermédiaire de rondelles Belle-
ville avec une force de 8 t environ, afin d'assu-
rer la mise en tension progressive de la spire 
externe de feuillard. 
2.I.3. Le feuillard utilisé est un acier à 0,75 % de car-
bone, laminé à chaud et à froid, et trempé. 
- Limite élastique 135 kg/mm2 
- Limite de rupture I60 kg/mm2 
- Allongement de rupture hors striction 4 à 5 %· 
Ces valeurs sont les valeurs mesurées sur éprou-
vettes . 
La bande d'épaisseur 1 mm a une largeur de 250 mm 
(bords cisaillés) et est livrée en bobines de 
0,35 m de diamètre intérieur, 0,70 m de diamètre 
extérieur, les spires de l'enroulement étant join-
tives ce qui constitue une présomption de planéité. 
Chaque bobine de feuillard, pesant environ 600 kg, 
permet de réaliser l8 spires environ. 
Le feuillard a été mis en place aisément en faisant 
tourner la bobine autour de l'anneau, le déroulement 
de la bobine étant accompagné par une légère trac-
tion. Le profil obtenu était un polygone curvili-
gne régulier. 
L'enroulement de la première bobine a été commencé 
en plaçant l'extrémité du feuillard sur la selle 
n° 16, et en l'appliquant ensuite sur les selles 
1, 2, 3 ··.· L'extrémité de l'enroulement de la 
première bobine est au delà de la selle n° 9· 




Arrivé au bout de la première bobine, on a mis en 
place la deuxième bobine de la même façon et dans 
le même sens en réalisant un recouvrement des ex-
trémités de chaque bobine sur une seule selle 
(selle n° 9)· 
L'extrémité externe du deuxième enroulement se trou-
verait au delà du patin n° l6. 
2.1.4. Les 2 pompes utilisées pour la mise en tension 
étaient les pompes hydrauliques ayant servi à la 
mise en précontrainte des câbles de G2-G3-_ 
Elles présentaient l'inconvénient d'assurer assez 
difficilement des paliers de pression stables. 
Chaque vérin pouvait être isolé par un robinet du 
circuit de pompage. 
2.1.5. L'appareillage de mesure peut être classé en deux 
catégories : 
a) les mesures dites de surveillance telles que 
par exemple le contrôle de non basculement des 
vérins : nous n'en parlerons pas ici pour ne 
pas surcharger cet exposé, 
b) les mesures sur la cerce comprenaient des mesu-
res au moyen de comparateurs du déplacement 
radial de la selle par rapport à l'anneau et 
de l'anneau lui-même, corroborées par de mesures 
de déformation absolue de la cerce elle-même. 
Des mesures tangentielles constituées par des 
strain gauges collés sur la face interne et sur 
la face externe entre axes de chaque selle d'appui 
la cerce ayant initialement une courbure entre les 
selles d'appui, les lectures de zéro doivent être 
corrigées pour tenir compte de la courbure ini-
tiale mesurée. 
Les résultats des mesures sur la fibre externe ont 
permis de suivre le mode de mise en tension du 
début de l'enroulement au cours de la montée en 
pression. 
Il faut signaler que les spires ainsi mises en 
place étaient effectivement jointives et que l'é-
crasement de l'empilement des spires mesuré au 
droit des patins a été pratiquement nul. 
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2.2. Déroulement de l'essai 
L'essai a été décomposé en deux parties, compte tenu des 
forces que pouvaient produire les vérins. 
2.2.1. Dans la première phase, la cerce était constituée 
par les deux enroulements superposés dont nous 
avons décrit la mise en place, et qui constituaient 
au total 37 spires. 
Rappelons que la spire externe n'est que partielle-
ment intéressée à partir de son extrémité, et le 
nombre de spires effectif est par conséquent com-
pris entre J>6 et 37· 
La pression maximum atteinte dans les vérins a été 
de 597 bars, ce qui correspond à une force de 925 t 
appliquée sur la cerce soit une contrainte moyenne 
de 100 kg/mm2 qui reste donc à l'intérieur du do-
maine élastique. 
2.2.2. Au cours de la deuxième phase, la cerce était cons-
tituée de 18 9/l6 spires : autrement dit on a con-
servé seulement les spires internes de la première 
bobine. Le deuxième enroulement ayant été placé 
extérieurement à une quinzaine de centimètres pour 
assurer la sécurité au cas où la rupture aurait 
été brutale. 
Compte tenu de la force dont on disposait par l'in-
termédiaire des vérins, il devenait possible de 
mener l'essai à rupture. La pression dans les 
vérins au moment de la rupture a été 476 bars. 
La progressivité de l'ancrage de la spire externe 
a été surveillé de la même façon que dans le pre-
mier essai : la dispersion des valeurs de frotte-
ment s'est avérée plus grande au cours de la phase 
de déformation plastique. 
2.3· Mécanisme de la mise en tension de la spire externe 
Au droit de chaque selle la spire extrême, en partant de 
son extrémité libre, prend une certaine tension créée 
d'une part par la force de 8 t appliquée par l'étrier, 
d'autre part à cause de l'enroulement lui-même. La ten-
sion de la spire externe est ainsi progressivement aug-
mentée au droit de chaque selle, jusqu à atteindre la 
tension nominale des autres spires. 
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Si on se donne la force appliquée sur la spire extérieure 
par les étriers et le coefficient de frottement, on peut 
calculer, en fonction de la tension du feuillard, le nom-
bre de patins sur lesquels se produit le glissement. 
Réciproquement, connaissant ce nombre de patins n et la 
force appliquée par l'étrier, on en déduit le coefficient 
de frottement feuillard sur feuillard. 
Il faut remarquer aussi que ce glissement (qui n'est pas 
parfaitement progressif) est irréversible lors de la 
détente même partielle de la cerce j partout où le glis-
sement de la spire externe s'est produit, cette spire 
passe en compression au moment de la détente ; le rapport 
de la longueur libre entre selles à l'épaisseur du feuil-
lard étant de l'ordre de 1 000, le feuillard externe se 
décolle de façon apparente des autres spires par flambage , 
corroborant les valeurs des mesures de strain gauges sur 
la fibre externe. 
Aucune précaution n'avait été prise pour améliorer le coef-
ficient de frottement feuillard sur feuillard ; on était 
parti de l'hypothèse que ce coefficient de frottement 
serait égal à 0,1 (l'expérience a confirmé cette hypo-
thèse) . 
Pratiquement, rien ne s'opposerait à concevoir un ancrage 
qui se fasse non sur la seule spire mais sur deux ou plu-
sieurs spires. La seule différence est que la loi des per-
tes de tension le long de l'enroulement n'est pas la même 
dès que deux couches de feuillard sont intéressées par le 
glissement. (Voir graphique de principe n° 1). 
2.4.·Jonction par recouvrement de deux extrémités de feuillard 
Pour qu'il y ait glissement du feuillard "a" sur le feuil-
lard "b", il faut que la tension t dans le feuillard "a" 
soit supérieure aux forcés de frottement exercées sur "a" 
par les feuillards sus-jacents et par le feuillard "b". 
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Si t est la tension d'un feuillard dans une spire quel-
conque, la tension de la demi-cerce externe est 18 x t, 
l'effort dans le sens radial est 18 x 0,4 x t = 7>2 t ; 
les forces induites par le frottement en supposant un 
coefficient de frottement de 0,1 sont 2 x 0 , 1 x 7 , 2 t = 
1,44 t > t. 
Les glissements relatifs des brins a et b ne se pro-
duisent donc que sur une fraction négligeable de la sur-
face située au droit de l'appui. 
3. RESULTATS DES ESSAIS 
Avant de commencer l'essai, un relevé de la géométrie (position, 
orientation des vérins) a été fait. 
3.1. Essai du feuillard dans le domaine élastique 
On peut remarquer qu'en raison de la conception même des 
pompes et de la faible quantité d'huile contenue dans les 
vérins, la stabilisation de la pression lors des paliers 
a été assez difficile à assurer, les fluctuations s'étant 
avérées être de l'ordre de 7 % au cours d'un palier donné. 
Ceci a obligé parfois à faire des corrections par inter-
polation lors de l'interprétation des mesures. 
3.1.1. Mesures des strain gauges collés sur les fibres ex-
ternes et internes du feuillard 
Les étalonnages ont été faits sur éprouvettes et 
traduits en contrainte (E = 20 000 kg/mm2). Les 
résultats sont reportés sur le graphique circulaire 
n° 2. 
Sur le graphique n° 3 on a reporté les moyennes des 
lectures sur chaque segment de cerce interne et ex-
terne, abstraction faite des parties de la fibre ex-
terne où il y a glissement. 
3-1.2. Mesures des déformations radiales au droit des 
selles 
Les résultats (mesures relatives) sont reportés sur 
le graphique circulaire n° 4. A partir de la géo-
métrie initiale on a pu calculer que le rattrapage 
de mou était de 6,7 mm en moyenne. Les moyennes 
des mesures, compte tenu des déformations de l'an-
neau sont reportées sur le graphique n° 5 (mesure 
absolue). 
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3·1=3· Ancrage externe 
Sur le graphique n° 6 on a tracé la progression de 
la tension de la spire externe en prenant l'extré-
mité externe pour origine. Le glissement progresse 
à partir de la selle 16 dans le sens de la numéro-
tation décroissante au fur et à mesure que la pres-
sion dans les vérins augmente la tension des feuil-
lards. 
3·2. Essai à rupture 
L'essai à rupture comporte en réalité trois phases : une 
phase dans le domaine élastique, une phase de déformation 
plastique et la rupture proprement dite. Le nombre de 
spires est de l8 9/l6, mais compte tenu de ce nombre rela-
tivement faible, la section de la cerce n'est pas cons-
tante . 
Le diagramme effort-déformation mesuré sur éprouvettes à 
l'aide de strain gauges est indiqué sur le graphique n° 7 
3.2.I. Mesure des strain gauges collés sur les fibres 
externes et internes 
Graphique n° 8 et graphique n° 9· 
3-2.2. Mesure des déformations au droit des selles d'appui 
Les mesures n'ont pu se faire au cours de la phase 
plastique de l'essai, On a seulement pu relever 
la position après rupture des pistons des vérins, 
ce qui donne une indication approximative de la 
déformation de rupture (graphique n° 10). 
3.2.3· Ancrage de la spire externe 
De la même façon que pour la phase d'essai à 37 
spires, on a tracé sur le graphique n° 11 l'évolu-
tion du glissement de l'enroulement extérieur. 
Les mesures de strain gauges donnant des déforma-
tions, on s'est reporté, pour traduire le graphique 
en forces, à la courbe d'étalonnage des strain gauges 
établie sur des éprouvettes de feuillard (graphi-
que n° 7) . 
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3.2.4. Rupture 
La position des ruptures est indiquée sur les 
graphiques n° 12 et 13. En raison du faible nom-
bre de spires, compte tenu du fait que la spire 
externe n'est soumise qu'à une tension partielle, 
les déformations plastiques devaient normalement 
ne pas être régulières entre les selles. La rup-
ture s'est produite pour une pression dans les 
vérins de 476 bars et n'a pas été explosive. Elles 
sont principalement localisées au voisinage du vé-
rin 15- Après rupture, il restait la moitié des 
spires intactes, et la pression rémanente dans les 
vérins était de 240 bars. 
L'énergie de rupture s'est dissipée par frottement 
(photo n° 4). A ce point de vue, le mode d'ancrage 
par frottement de la spire externe s'avère particu-
lièrement propice. 
Certaines ruptures de feuillard semblent s'être 
amorcées par le bord, pour d'autres le phénomène 
de striction a été apparent. 
4. INTERPRETATION DES ESSAIS 
4.1. Frottement 
Les mesures des strain gauges sur les fibres externes 
permettent une évaluation du frottement. 
Si on regarde les graphiques 6 et 11, on constate qu'au 
début de la mise en tension le coefficient de frottement 
est plus fort que celui admis par hypothèse et se situe 
aux environs de 0,15- Au fur et à mesure de la mise en 
tension, il décroît pour se stabiliser légèrement au-
dessus de 0,10, ceci même au cours de la phase de défor-
mation plastique. 
La première de ces valeurs correspond à un petit déplace-
ment, la deuxième à un grand déplacement. 
On avait admis (graphique théorique n° 1) le même coeffi-
cient de frottement entre étrier sur feuillard et entre 
feuillard sur feuillard. Il semble que le glissement acier 
doux sur feuillard ait été de l'ordre de 0,15 à 0,20 au 
début du glissement pour se stabiliser à la valeur de 0,10 
lorsque les glissements relatifs deviennent importants. Il 
faut signaler que le dérapage de la spire externe se pro-
duit de façon discontinue lors de la montée en tension et 





4.2. Courbe effort-déformation déduite des mesures de strain 
gauges 
Les moyennes des lectures ont été reportées sur le gra-
phique n° 3 (domaine élastique) en ne tenant pas compte 
des parties de la spire externe où la tension est par-
tielle. 
On remarque tout d'abord l'écart de déformation de 0,05 % 
(soit 10 kg/mm2 évalué en contraintes) entre la fibre 
externe et la fibre interne. Ceci est dû à plusieurs 
causes : 
a) un décalage de zero que l'on peut évaluer à partir de 
la courbure initiale de la cerce avant mise en tension, 
b) une tension initiale lors de la mise en place. 
Le cumul de ces deux termes se traduit par un terme cor-
rectif à ajouter algébriquement aux mesures relevées : 
ce terme traduit en contraintes est de 0 kg/mm2 pour la 
spire externe et de - 4 kg/mm2 pour la spire interne. 
c) par ailleurs la largeur de la selle n'est pas négli-
geable vis-à-vis de la distance entre selles et le 
coefficient de frottement selle sur feuillard est 
plus grand pour les petits déplacements que celui 
feuillard sur feuillard. La spire interne est appli-
quée sur la selle par les composantes radiales cumu-
lées de toutes les tensions des spires sus-jacentes 
et subit sur la selle un glissement relatif plus 
faible que celui des autres spires par rapport à la 
selle. Le calcul montre que la spire interne se trou-
ve alors surtendue entre selles par rapport aux autres 
spires de l'enroulement. En admettant que le coeffi-
cient de frottement feuillard sur selle est de 0,15, 
on trouve que cette surtension est de 3.» 5 % dans le 
cas d'une cerce à 37 spires et de 1,7 % dans le cas 
d'une cerce à 18*spires. 
Les valeurs ci-dessus seraient doublées si le coeffi-
cient de frottement feuillard sur selle était de 0,20 
au lieu de 0,15. 
On a reporté sur un même graphique les déformations moyen-
nes mesurées à partir des strain gauges. Pour évaluer le 
nombre de spires effectives pour chaque cas de charge, il 
faut considérer chaque intervalle entre deux selles et 
compter le nombre de spires effectives (si la spire exté-
rieure dans ce segment ne supporte qu'une fraction de la 
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charge, elle n'est prise en compte que dans la même 
proportion : le nombre de spires effectif varie donc 
avec la tension). Cette prise en compte du nombre de 
spires a un caractère très théorique car la correction 
ainsi faite (1 %) est inférieure à la précision des lec­
tures de pressions et erreurs provenant des frottements 
internes dans les vérins. 
Si on prend pour base la courbe d'étalonnage des strain 
gauges sur éprouvettes calibrées, on peut évaluer la force 
du câble à 900 t lorsque la pression manométrique des 
vérins est de 597 bars. 
Elle est de 925 t en se basant sur les pressions manome­
triques des vérins. 
Cet écart est inférieur à la précion des mesures. 
L'allongement de rupture, évalué à partir des lectures 
des strain gauges, est de 2,8 % (cf. graphique n° 14 
déduit du graphique n° 9)· L'allongement des vérins 
après rupture, après avoir soustrait les 6,7 mm de 
rattrapage de jeu est de l'ordre de 3*1 %■ Ces chiffres 
sont concordants. 
Comme pour les fils et câbles de grande longueur, l'al­
longement de rupture est évidemment inférieur à celui 
mesuré sur éprouvettes. Il s'agissait, il faut le rap­
peler, d'un feuillard à bord simplement cisaillé. Bien 
que l'allongement de rupture obtenu soit parfaitement 
convenable, on peut espérer qu'un meulage des bords con­
tribuera à procurer des valeurs encore plus élevées. 
CONCLUSION 
Les objectifs de l'essai ont été atteints et ont démontré 
la validité du principe. 
De nouveaux essais doivent cependant être réalisés : on sou­
haite par exemple refaire un essai avec le même feuillard qui 
serait maintenu sous tension pendant un certain temps. On 
souhaite également essayer d'autres feuillards, en particulier 
à bords meules. Bien entendu ces essais seront complétés par 
des essais sur éprouvettes et sur échantillons. 
Mais l'essai a permis également de mettre au point un certain 
nombre de détails, de tirer des enseignements utiles pour la 
conception de la précontrainte d'un ouvrage. 
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Le nombre de spires d'une ceree sera plus élevé, mais ceci 
ne soulèvera pas de nouveaux problèmes puisque les principes 
de jonction, de spires, d'ancrages d'extrémité ont été véri-
fiés . Les valeurs des déplacements des vérins et des allon-
gements seront au contraire plus homogènes. 
Certes des problèmes de détails resteront à étudier pour 
l'application à un ouvrage, mais il ne s'agira plus que de 
problèmes mineurs liés à l'étude particulière de l'ouvrage. 
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DER REAKTORDRUCKBEHALTER AUS FERTIGTEILEN 
TEILMODELL ZUR ERPROBUNG KONSTRUKTIVER VERBESSERUNGEN 
P. RISSLER 




Bei der Siemens AG wurde in der Abteilung Reaktor-
entwicklung in den Jahren nach 1964 ein Spannbeton-
druckbehälter für 100 Atmosphären entwickelt und als 
Modell im Maßstab 1 : 4 gebaut. 
Das Vorhaben gestaltete sich in enger Zusammenarbeit 
mit den Firmen Dyckerhoff & Widmann KG und Siemens-
Bauunion GmbH und unter Beratung durch Professor 
Dr.-Ing. Koepcke von der TU Berlin und dem techni-
schen Überwachungsverein. 
Nach der Fertigstellung des Modells waren noch einige 
Fragen offen. Wir errichteten deshalb einen vorge-
spannten Ring, der einen Teilbereich der zylindri-
schen Wand darstellen sollte. Er hatte auch die glei-
chen Maße wie das Modell. 
Über Bau und Versuchsprogramm des Behälters ist vor 
zwei Jahren an dieser Stelle berichtet worden. Die 
Problemstellungen an dem nachträglich erstellten 
Fertigteilring sind jedoch zumeist durch die beson-
dere Bauweise des Behälters bedingt. 
Deshalb soll vor der Erläuterung der Arbeiten am 
Ring nochmals Konzept und Tragverhalten des Spannbe-
tonbehälters aus Fertigteilen gezeigt werden. 
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2. Anforderungen an Spannbetonbehälter für wasserge-
kühlte Reaktoren 
Wassergekühlte und -moderierte Reaktoren zeichnen 
sich in der Regel durch die Kompaktheit des Cores 
und durch vergleichsweise hohe Drücke des Kühlmediums 
aus. Daraus ergeben sich Forderungen an das Reaktor-
druckgefäß, wie sie bei der Gaslinie nicht auftreten. 
Beschränkt man sich nur auf die Tragkonstruktion, so 
ist sofort erkennbar: 
1. Der kleine Krümmungsradius der äußeren Wandbe-
grenzung in Verbindung mit den hohen Innendrücken 
macht eine Verwendung der üblichen, d.h. aus dem 
Brückenbau kommenden Spannverfahren unwirtschaftlich, 
Selbst bei beidseitigem Anspannen wäre der Reibungs-
verlust aus Richtungsänderung sehr groß und müßte 
durch eine entsprechend größere Anzahl von Spann-
gliedern ausgeglichen werden. Außerdem könnte der 
Platzbedarf für die Endverankerungen nur durch 
Anordnung sehr großer Lisenen befriedigt werden. 
2. Räumliche Enge und die Konzentration der Kräfte 
machen die Verwendung von Platten, die den Behäl-
ter abschließen und die mit den zylindrischen 
Seitenwänden biegesteif verbunden sind, nur senr 
schwer möglich. 
3. Der kleine Abstand der Brennelemente läßt die An-
wendung einer gelochten Platte als oberen Abschluß 
nach Art der Gasreaktoren nicht zu. 
Zwischen den einzelnen Brennelementrohren wäre 
kaum Platz zur Unterbringung von Beton vorhanden. 
Aus diesem Grund strebten wir eine Deckelkonstruk-
tion an, die es erlauben sollte, den Behälterquer-
schnitt ohne großen Aufwand freizulegen. Damit 
wurden Brennelement stut zen vermieden. 
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Diese erschwerende Bedingung für die Konstruktion 
erweist sich aber als Vorteil beim Betrieb, da der 
Innenraum des Behälters einerseits der Inspektion 
zugänglich ist, andererseits auch Reparaturen 
durchgeführt werden können. 
3. Konstruktion des Fertigteilbehälters 
Von diesen Erkenntnissen ausgehend, haben wir eine 
andere Konzeption gewählt. Diese führte zu der Ent-
wicklung des Spannbetonbehälters aus Fertigteilen. 
Das Konstruktionsprinzip sei hier kurz dargestellt. 
Da es unwirtschaftlich ist - wie bereits gesagt -
so gewaltige horizontale Spannkräfte gegen den Beton 
zu verankern, wurde der Spannstahl zu geschlossenen 
Ringen zusammengeschlossen. Diese Ringe wurden ge-
ordnet um radial ausgelegte Betonfertigteile verlegt. 
Dann wurden diese mittels radial wirkenden hydrauli-
schen Pressen nach außen geschoben und zwar soweit, 
bis sich im Spannstahl der Spannbettzustand einstell-
te. Zwischen den Fertigteilen klafften nun weite Zwi-
schenräume. Diese und die Bereiche um die gespannten 
Spannglieder wurden ausbetoniert. Nach dem Erhärten 
des Betons konnten die Pressen abgelassen werden. Der 
ursprünglich in den Fertigteilen herrschende radiale, 
einachsige Spannungszustand transformierte sich zu 
einem Scheibenzustand mit radialen und tangentialen 
Druckspannungen, Die Zugspannungen im Spannstahl 
fielen vom Spannbettzustand zum tatsächlichen Vor-
s pannungs zus tand. 
Auf diese Weise entstanden aufeinander sämtliche 
dreizehn Ringe des Fertigteilbehälters. Sie wurden 
in vertikaler Richtung anschließend durch Spannglie-
der zusammengespannt. 
Dieses Verfahren wurde in Zusammenarbeit zwischen 
Siemens AG und Dyckerhoff & Widmann KG erarbeitet. 
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Als Spannstahl kam beim Modell Sigmastahl St 80/105 
in Stäben von 18,6 mm Durchmesser nach dem Spannver-
fahren Dywidag zum Einsatz. Die Stäbe waren mit aufge-
rollten Endgewinden versehen und wurden mit Muffen 
gekoppelt. 
Die Endverschlüsse des Behälters bestehen jeweils aus 
einem System von pyramidenstumpfartigen Betonpfropfen 
und sechzehn gezahnten Keilen, die an entsprechenden 
Zähnen an der Behälterwand eingreifen. Sie verhindern 
weitgehend Biegemomente in den Ecken, da sie die Ver-
tikalkräfte über Gleitplatten in Normal- und Schub-
kräfte bezüglich der Zylinderwände umwandeln. Außer-
dem erlauben sie, den Behälterquerschnitt ohne großen 
Aufwand freizulegen. 
Die Art der Verschlüsse steht in keinem thematischen 
Zusammenhang mit den Zusatzversuchen. Darum soll sie 
hier auch nicht näher abgehandelt werden. 
4. Begründung des Versuchsringes 
Bei Bau und Konstruktion des Modellbehälters waren 
teilweise au3 konstruktiven, teilweise aus betrieb-
lichen Gründen Fragen aufgetaucht, die unbedingt be-
antwortet werden sollten. 
1. Der Bauvorgang hatte gezeigt, daß die Fertigteile 
noch nicht die bestmögliche Form besaßen. Der Auf-
weitvergang führte wegen starken SpaltZugspannungen 
neben den Krafteinleitungsstellen verschiedentlich 
zu Rissen. Im spannungsoptischen Versuch war in-
zwischen eine verbesserte Formgebung erreicht 
worden. Diese sollte in den Modelldimensionen er-
probt werden. 
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2. Die einzelnen Lagen der HorizontalvorSpannung wer­
den durch Abstandhalter auf Position gehalten. Dazu 
wurden vertikal stehende, quadratische Stäbe 
12 χ 12 mm abwechselnd mit horizontal liegenden 
quadratischen Stäben 21,5 χ 21,5 mm aus St 37 
verwendet. Jede Lage Spannstahl konnte dadurch über 
den Quadratstahl ihre Kraft direkt auf die Beton­
fertigteile abgeben. Diese Konstruktion war sehr 
aufwendig. Beim 14. Ring sollte versucht werden, 
nur mit senkrechten Abstandhaltern aus Quadrat­
oder Rundstahl auszukommen, d.h. daß die außen liegen­
den Lagen Spannstahl ihre Kraft über die inne­
ren Lagen Spannstahl auf den Beton abgeben. 
Dabei waren zwei Konsequenzen zu befürchten: 
a) Beim Aufweiten wird die innerste Spanngliedlage 
um die Summe der Verformungen sämtlicher über­
einanderliegender Abstandhalter mehr gedehnt 
als die äußerste Lage. Das bedeutet eine Span­
nungserhöhung. 
b) Durch den starken Anpreßdruck entsteht in den 
Spanngliedern ein zweiachsiger Spannungszu­
stand. Da senkrecht zu den hohen Zugspannungen 
eine Druckkraft wirkt, war eine Verminderung 
der Spanngliedbruchlast zu befürchten. 
3. Der Modellbehälter war unter Vernachlässigung et­
waiger Rohrleitungsdurchführungeη durch die Zylin­
derwand errichtet worden. Der Betrieb erfordert 
aber die Ausleitung des Primärkühlmittels zu den 
Dampferzeugern, oder, bei integrierter Bauweise, 
die Durchführung des Frischdampfes. 
Da hierbei große Rohrleitungen die Fläche der Hori­
zontalspannbewehrung kreuzen, ergeben sich beson­
dere konstruktive Probleme. 
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5. Lösungen und experimentelle Erprobungen 
Zur Klärung dieser Fragen wurde im Frühjahr 1968 
der separate Versuchsring hergestellt. Er besitzt, 
wie der Modellbehälter zum Original die Relation 
1 : 4 und wurde, wie dieser, von den Firmen Dycker-
hoff & Widmann und Siemens-Bauunion errichtet. Die 
Fertigteile dieses Ringes waren beim Aufweiten im 
Mittel 77 Tage alt und der Spannbettzustand wurde 
8 Tage aufrechterhalten. 
5.1 Verbesserte_Fertigteilform 
Beim Modellbehälter hatten die Fertigteile die 
Form eines Trapezes mit Auskragungen an den Sei-
tenbegrenzungen. Damit sollte auch bei mangel-
haftem Verbund zwischen Ortbeton und Fertigteil 
vermieden werden, daß radiale, durchgehende Risse 
auftreten, durch die Strahlung austreten kann. 
Außerdem war an der breiteren Trapezseite, in 
der Symmetrieachse eine Nische angeordnet, die 
ebenfalls besseren Verbund zwischen Ort- und 
Fertigteilbeton gewährleisten sollte. Dadurch 
entstanden beim Aufweiten 2 Auflagerstellen der 
Spanngliedlagen an einem Betonfertigteil. 
Beide Maßnahmen ergaben beim 1. Ring im Modellbe-
hälter, allerdings nur im Spannbettzustand Risse. 
Diese resultierten im wesentlichen aus der Tat-
sache, daß die Spannglieddehnung nicht reibungs-
frei an den zwei Auflagerstellen eines Beton-
fertigteiles vor sich ging. Die Reibungskräfte 
erzeugten zwischen den Auflagerstellen im Beton-
fertigteil hohe Zugspannungen, da die Betondeh-
nung ja wesentlich kleiner ist als die Stahldeh-
nung. Diese Zugspannung führte zu Rissen, die sich 
soweit öffneten, bis der Spannstahl wieder die 
Zugkraft übernehmen konnte. Bei den weiteren 
Ringen wurden die Fertigteile so abgeändert, 
daß der Spannstahl nur an einer Stelle auflag. 
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Für den Versuchsring wurde nun den Fertigteilen 
eine ganz andere Form gegeben. 
Die verbessertenFertigteile hatten fast Recht-
eckform. Die Erfahrungen mit der Fertigteilbau-
weise waren am Modellbehälter nämlich sehr gut. 
Nirgends wurden dort Risse zwischen Ortbeton 
und Fertigteilen entdeckt. Deshalb schien es 
gerechtfertigt, die Abmessungen der Teile nur 
nach den statischen Erfordernissen zu wählen. Da-
mit konnte, wie eine spannungsoptische Untersu-
chung auch ergab, ein rein einachsiger Spannungs-
zustand im Spannbettzustand erzielt werden. 
5.2 Ab s tandhal t er_und Querdru£k_auf_Spjinnstahl 
Beim Bau des Modellbehälters waren keine oder nur 
ganz geringe unterschiedliche Abstandhalterzusammen-
drückungen möglich. Andererseits war diese Kon-
struktion sehr aufwendig. Wie bereits gesagt, 
sollte beim Versuchsring nur durch senkrechte 
Abstandhalter aus Quadrat- oder Rundstahl zwi-
schen den Spannstahllagen eine wirtschaftlichere 
Konstruktion ausprobiert werden. 
Es war klar, daß die Radialspannungen der Ab-
standhalter über ihrer Streckgrenze liegen und 
die Vierkant- bzw. Rundstäbe an der Auflager-
stelle der Spannglieder sich sehr stark bleibend 
verformen würden. Dabei nimmt die Eindrückung 
von außen nach innen zu. Das entspricht der Be-
anspruchung, da nach innen zu immer mehr Spann-
gliedlagen abgestützt werden müssen. Wenn man 
diesem Einfluß auf die Spannbewehrung vernach-
lässigt, besteht die Gefahr, daß die innerste 
Spanngliedlage um den Betrag der Summe sämtlicher 
Abstandhalterzusammendrückungen mehr gedehnt 
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wird und dadurch unzulässig hohe Spannungen er-
hält. Um diesen Einfluß quantitativ zu erfassen, 
führte'die Firma Dyckerhoff & Widmann in ihrem 
Labor in Utting Versuche durch. 
Zum Vergleich wurden dabei sowohl runde Abstand-
halter, also Stäbe St 37 von 20 mm Durchmesser, 
als auch Vierkantstäbe von 20 mm Seitenlänge 
geprüft. Ähnlich den tatsächlichen Verhältnissen 
waren Spannstahlstücke und Abstandhalter zu 
rechteckigen Rastern zusammengebaut. 
Das Paket wurde in einer 500 t Presse unter Druck 
gesetzt. Die jeweilige Eindrückung konnte für 
mehrere Laststufen ermittelt werden. 
Dabei zeigte sich, daß die Verformung des Rund-
stahles fast dreimal so groß war wie die des 
Çjuadratstahles. Eine vergleichende Rechnung mit 
den labormäßig ermittelten Werten erwies dann 
auch für sechs Spanngliedlagen, daß die innerste 
Spannstahllage bei Verwendung von runden Abstand-
haltern die Streckgrenze erreicht. Somit sind 
runde Abstandhalter für diesen Fall ungeeignet. 
Am Versuchsring waren quadratische Abstandhalter 
eingebaut worden. Da wir, über den Umfang ver-
teilt, eine große Anzahl von Dehnmeßstreifen an 
den Spanngliedem installiert hatten, konnten wir 
für jede Spanngliedlage die Dehnungen messen, 
daraus Spannungen rechnen und diese mit den vorher-
gesagten Werten vergleichen. 
Es zeigte sich, daß die Spannungsverteilung im Ver-
suchsring minimal gleichförmiger war, als nach 
der Rechnung zu erwarten gewesen wäre. Die Über-
einstimmung war ansonsten jedoch sehr gut. 
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Im Labor wurde ebenfalls der Einfluß einer Quer-
druckkraft auf die Streckgrenze und Zugfestigkeit 
des Spannstahls ermittelt. Dabei erhielten wir 
folgende Ergebnisse. Die Bruchspannung des Spann-
stahls sank durch eine Querbeanspruchung von 
112 § 2 auf 107 |£ 2 · 
mm mm 
Das entspricht einer Verminderung der Tragkraft 
um 4,5 io. Die Streckgrenze wurde überhaupt nicht 
beeinflußt. 
5.3 ΐ2ίίϊΐΕϋΗ5δΕ^Η££^ϋ^ί!Βΰβ^ 
Eine Lösung für das Problem der Rohrleitungs-
durchführung wurde in folgender Form angestrebt 
und am Versuchsring erprobt. 
Ein dickwandiges Stahlrohr, das als Auskleidungs-
röhr anzusehen ist, erhielt starke Versteifungs-
rippen aus gelochten Rechtecksplatten und wurde 
in ein Fertigteil einbetoniert. Da der umgebende 
Beton um vieles steifer als das Rohr war, mußte 
besonderer Augenmerk auf die Umleitung der ach-
sialen und tangentialen Betondruckkräfte um das 
Rohr herum gelegt werden. 
Durch überschlägliche statische Rechnungen konnte 
jedoch leicht der Nachweis erbracht werden, daß 
der Beton nicht überbeansprucht wurde. 
Besondere Überlegungen erforderte die Auswechs-
lung der Spannglieder. Da der Vorspannzustand 
über die gesamte Höhe der Zylinderschale nicht ge-
stört werden sollte, kam ein völliges Freilassen 
der Rohrleitungsebene von jeglicher Horizontal-
vorspannung nicht in Betracht. 
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Wir lösten das Problem, in dem wir die Spannglied-
kräfte in einer gelochten Rechteckscheibe um die 
Rohrleitung herumleiteten. Dazu dienten recht-
eckige Platten von 40 mm Dicke, aus denen dem 
Durchführungsrohr entsprechend ein Mittelkreis 
herausgeschnitten war und an deren Stirnseiten 
Gewinde zum Anschluß der Spannglieder eingeschnit-
ten waren. Für jede Spanngliedlage war also eine 
Platte vorhanden. Diese wurde noch entsprechend 
dem äußeren Krümmungsradius des Behälters vorge-
bogen und konnte dann mit den Spanngliedern zusam-
men montiert werden. 
Da die statische Beanspruchung des Stahlrohres 
sich einer genaueren Rechnung entzog, wurden am 
Versuchsring an der Innen- und Außenseite des 
Rohres in achsialer und tangentialer Richtung 
an genügend vielen Punkten Dehnmeßstreifen ange-
bracht. Zusätzlich wurden noch Dehnungsmeßuhren 
an drei Stellen in vertikaler und horizontaler 
Richtung im Rohr installiert. Damit konnten 
Durchmesseränderungen ermittelt werden. 
Wie zu erwarten, ergaben sich während des Auf-
weitvorganges Verformungen derart, daß das kreis-
förmige Loch im Bereich der Rechteckstahlplatten 
zu einem elliptischen Loch mit horizontaler 
großer Halbachse verzerrt wurde, wogegen sich nach 
dem Ablassen der Pressen, al30 im vorgespannten 
Zustand, das Durchführungsrohr elliptisch mit hoch-
gestellter großer Halbachse verformte. 
Entsprechend dem Spannungszustand in einer geloch-
ten Kreisscheibe war die Deformation am Innenrand 
des Betonringes größer als am Außenrand. 
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Jedoch erst Spannungen geben ein quantitatives 
Bild der Beanspruchung. Das Ergebnis der Dehnungs­
messungen in Achs­ und Umfangsrichtung mußte 
als letztlioh für den Wert der Konstruktion ent­
scheidend sein. 
Da die Meßpunkte über das ganze Rohr verteilt waren, 
konnte ein gutes Bild der Spannungsverteilung er­
hofft werden. Zudem waren die DMS zur Erfassung 
der Umfangsdehnung auf der Innen­ und Außenseite 
des Rohres installiert und gaben den Einfluß der 
Verbiegung wieder. 
Die Auswertung erbrachte am Innenrand des Zylinders 
am Stahlrohr für Spannbett­ und Vorspannzustand 
Zugspannungen von 11 ~^2 und Druckspannungen von 
15.5 ^ 2 , 
* m m '  
am Außenrand Druck von 8,7 rí­2 und Zug von 4,5 r-Ç~2. 
' τητη ° ' mm 
6. Zusammenfassung 
Spannbetonbehälter für wassergekühlte Reaktoren sind 
Bedingungen unterworfen, die zu ungewöhnlich kompak­
ten Konstruktionen führen. Gleichzeitig treten sehr 
konzentrierte Kräfte auf, deren Aufnahme eine Fülle 
von Überlegungen erfordern. Aus diesem Grunde ent­
stand auch die Fertigteilbauweise. Der separate 
Fertigteilring diente zur weiterführenden Konstruk­
tion und Erprobung von Details, die teilweise durch 
die Bauweise, teilweise durch den Betrieb bedingt 
sind. 
Im Einzelnen wurden eine verbesserte Fertigteilform, 
das Tragverhalten vereinfachter Abstandhalter und 
die Konstruktion einer großen Rohrleitungsdurchfüh­
rung erprobt. 
EINZELSPANNGLIEDER FUR VERTIKALVORSPANNUNG 
MIT BRUCHLASTEN ÜBER I5OO Mp 
L. MUHE 
Philipp Holzmann AG Frankfurt/Main 
N° 17 
­ 4 9 0 ­
Im üblichen Spannbetonbau werden Einzelspannglieder als groß bezeichnet, wenn 
ihre Bruchlasten mehr als 250 bis 300 Mp betragen. Bei Spannbetondruckbehältern 
aber sind über 1000 Mp wünschenswert. Weil früher kein Anlaß bestand, die dazu 
notwendigen Endverankerungen zu entwickeln, tei l te man große, vieldrähtige Spann­
drahtbündel vor der Endverankerung in Teilbündel mit entsprechend geringerer Draht­
anzahl , die dann je mit den erprobten, konventionel len, kleineren Endverankerun­
gen versehen werden konnten ­ eventuell unter Verwendung einer gemeinsamen A n ­
kerplatte. Diese Übergangs lösung konnfënicht vo l l befr iedigen. Deshalb wurden ­
besonders für die Vertikalvorspannung ­ echte große Spannglieder angestrebt, bei 
denen a l le Drähte des Bündels von einem einzigen Verankerungskörper zuverlässig 
erfaßt sind. 
I . K l e m m v e r a n k e r u n g 
Bei dem S pa nn ve r fa h r e n K A (Bild 1 ) sind in der Endverankerung die Spann­
stähle des Bündels lagenweise zwischen Klemm­ und Druckplatten angeordnet, die 
ihrerseits ¡e auf der Ankerplatte auflagern. Auf das aus den Klemmplatten und den 
Spannstahl lagen gebildete Paket werden mittels Druckplatten und vorgespannten, 
hochfesten Schrauben Druckkräfte ausgeübt, so daß ein Reibungs­ und Scherverbund 
zwischen den Klemm­ und Druckplatten und den Spannstählen entsteht ("Verbund­
pr inz ip") . Die Größe der Druckkräfte ist theoretisch unabhängig von der Anzahl 
der Spannstahl lagen ("Klemmkraftpr inzip"). Die Zugkräfte der Spannstähle werden 
durch die Scheibenwirkung der ¡ewei Is angrenzenden Klemmplatten direkt als Druck­
kräfte auf die Ankerplatte übertragen ("Auf lagerpr inzip") . Der lamellenförmige Au f ­
bau einer Klemmverankerung gestattet geringe Verbiegungen der Klemmplatten, wo ­
durch infolge der Klemmkräfte zufäl l ige Abmessungstoleranzen der Spannstähle aus­
geglichen werden. Wegen der V o r s p a n n u n g d e r K I em m sc h r a υ b e n (Bild 2) 
stehtauch nach eventueller Querkontraktion der Spannstähle noch immer eine zur 
Verankerung der Bruchlast ausreichende Rest­Klemmkraft zur Verfügung ("Vorspan­
nung in s ich") . 
Zusammenfassend wirken also in einer Klemmverankerung: 
Prinzip 1 : Klemmkraft unabhängig von Anzahl der Lagen 
Prinzip 2 : Verbund zwischen Klemmplatten und Spannstählen 
Prinzip 3 : Auflagerung ¡eder Klemmplatte einzeln 
Prinzip 4 : Vorspannung des Klemmpaketes in sich 
Bei der Verankerung von g e r i p p t e n O v a l d r ä h t e n (Bi Id 3) dringen die Rippen 
i n d i e w e i c h e r e n K l e m m p l a t t e n (Bild 4) e in . Bei Runddrähten ohne Rippen 
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werden g e r i f f e l t e K l e m m p l a t t e n (Bild 5) benutzt, die mit gehärteten Z ä h -
nen nur soviel wie nötig in die Spannstähle eindringen. Weil dieses durch genau 
dosierte Klemmkräfte erzeugt wird (Prinzip 4 ) , nimmt die E i n d r i n g t i e f e d e r 
Z a h n e (Bild 6 + 7) beim Erreichen der Bruchlast des Spannstahls etwas a b , so daß 
keine Spannstahlbrüche im Bereich der Klemmverankerung entstehen. 
Beim statischen Bruchversuch eines KA-Spanngliedes finden a l le Brüche also nie im 
Verankerungsbereich, sondern stets in der freien Länge des Spannstahls statt. 
2 . B r u c h v e r s u c h m i t e i n e r 1000 Mp - Pr ü t m a s c h i n e 
Als ein B e i s p i e l für die mit dem Spannverfahren KA mögliche Verankerung von 
vielen Spannstählen in einer einzigen Endverankerung wurde ein Spannglied aus 
Spannstählen SIGMA OVAL 40 St 145/160 (kp/mm2) (Friedr. Krupp Hüttenwerke 
Rheinhausen) zusammengestellt, das in der größten Zugprüfmaschine der Bundesre-
publik Deutschland noch untergebracht werden konnte, die in einer neutralen 
Prüfanstalt steht. 
Die Seilprüfstelle der Westf. Berggewerkschaftskasse Bochum besitzt eine 1000-Mp-
Z u g p r ü f m a s c h i n e (Bild 8) der Bauart Mohr + Federhaff, Baujahr 1960, Masch. -
Nr . 5426, die der Güteklasse 1 D IN 51 220 entspricht. 
Die K l e m m v e r a n k e r u n g KA 240(16) (Bild 9) besteht aus 15 Lagen von ¡e 
16 SIGMA OVAL 40. Innerhalb der einzelnen Lagen sind die Spannstähle in Gruppen 
zu 6 - 4 - 6 Stück aufgete i l t . Acht Klemmschrauben M 30 der Güte 10 k drücken das 
Verankerungspaket zusammen und werden mit je 160 kpm angezogen. Wegen der Le i -
stung der Prüfmaschine konnten n u r 10 L a g e n (Bild 10) dieser Klemmverankerung 
eingebaut werden, wobei die äußeren Lagen nicht vo l l besetzt waren. Die freien Ste l -
len wurden durch kurze Blinddrähte ausgefüllt. Die Spannstähle hatten eine Länge 
v o n 8 , 0 0 m (Bild 11 ) und waren in den Drittelspunkten durch Abstandhalter f i x ie r t . 
Zur Beobachtung der Spannstahlverschiebungen und der Durchbiegungen der Klemm-
pakete bei den einzelnen Laststufen wurden an den Druckverteilungsplatten M e ß -
p l a t t f o r m e n (Bild 12) angebracht, von wo mit einer Meßuhr auf die Spannstähle 
bzw. Klemmplatten getastet werden konnte. 
Bei einer Vorlast von 50 Mp wurde die 0-Ablesung für die Verschiebungsmessungen 
durchgeführt. Die weitere Lasteintragung erfolgte in einzelnen Laststufen mit ¡e 
30 Minuten Standzeit: 
528 Mp = 0 ,55S B 
720 Mp = 0 , 7 5 ö B 
816 Mp = 0,85c5B 
960 Mp = 1 ,00<3Q und dann stetige Steigerung. 
Beim ersten Belastungsversuch mit einem Zugglied von 150 Spannstählen wurde eine 
Höchstlast von 988 Mp erreicht. Diese war das Ende der Leistungsfähigkeit der Prüf-
maschine. Ein Durchrutschen von Spannstählen in den Klemmverankerungen konnte 
nicht festgestellt werden. 
Nach dem Durchtrennen von vier Spannstählen brach im zweiten Belastungsversuch 
während der Laststeigerung ein Spannstahl (Nr . 117) in der freien Länge bei einer Be-
lastung von 977 Mp . Die Klemmverankerungen ertrugen auch hierbei die Belastung, 
ohne daß einzelne Spannstähle durchrutschten. Die E i n d r ü c k u n g e n d e r S p a n n -
s t a h l r i p p e n (Bi Id 1 3) in die Druck- und Klemmplatten zeigen deutl ich den einwand 
freien Scherverbund bei Spanngliedhöchstlast. Beim Ablängen der Spannstähle wurden 
am Anfang bzw. Ende jeden Spannstahls ca. 50 cm lange Spannstahlstücke abgetrennt. 
Die Seilprüfstelle hat von diesen Spannstahlstücken die Bruchlasten ermit te l t . Damit 
ist es mögl ich, das Verhältnis der erreichten Höchstlast des Spanngliedes zu der Summe 
der Bruchlasten der einzelnen Spannstähle anzugeben. 
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Die Summe der Bruchlasten der 146 Einzelspannstähle betrug an beiden Enden des 
Spanngliedes ca . 998 Mp. Demnach beträgt die Spanngliedhöchstlast 98 % der 
Summe der Einzelbruchlasten. 
Die theoretische Bruchlast des Spanngliedes beträgt: 
1 4 6 x 4 0 x 160 x l O " 3 = 934,4 Mp. 
Dieser Wert wurde durch die erreichte Spanngliedhöchstlast somit um 5 % übertroffen. 
Bei den Laststufen über 0 , 5 5 6 o biegt sich das Klemmpaket in der horizontalen und 
vertikalen Ebene durch. Bei 0 , 7 5 C D betrugen die mittleren Verschiebungen der 
Klemm- und Druckplatten 0 , 94 mm DZW. 1 ,02 mm; die mitt leren Verschiebungen 
der Spannstähle betrugen 0,97 mm bzw. 1 ,09 mm. (Bild 14). A l le Werte sind auf die 
Meßplattform bezogen. Die Relativverschiebungen zwischen den Spannstählen und 
den Klemmplatten sind also geringer als 0,1 mm. 
3. V e r a n k e r u n g K A 2 4 0 ( 1 6 ) m i t c a . 1 5 1 0 M p H ö c h s t l a s t 
Die K l e m m v e r a n k e r u n g KA 240 (16) (Bild 1 5) lagert auf einer runden Anker-
platte auf. Die Spannstähle sind bis zum Endabstandhalter parallel geführt und wer-
den durch einen Umlenkring zusammengefaßt. Beim Spannvorgang bewegen sich 
E n d a b s t a n d h a I t e r (Bild 16 + 17) und Umlenkring gemeinsam mit den Spann-
stählen, so daß keine Reibungsverluste durch die Umlenkung entstehen. Die Prüfung 
der A n k e r p l a t t e (Bild 1 8 - 22) erfolgte am Institut für Beton und Stahlbeton, 
Amtl iche Materialprüfungsanstalt der Universität Karlsruhe. Benutzt wurde eine 
5000 Mp Druckpresse. Die Bilder zeigen die Zustände des Versuchskörpers. Die Bruch-
last betrug 1 510 Mp. Nach dem Versuch wurde der Versuchskörper geöffnet. 
4 . S p a n n g l i e d aus 2 4 0 S I G M A O V A L 4 0 
Die 240 schräggerippten Spannstähle SIGMA OVAL 40 sind im S p a n n g l i e d KA 240(16) 
(Bild 23) annähernd parallel verlaufend angeordnet. Besondere Maßnahmen für die Au f -
rechterhai tung dieser Ordnung sind nicht nö t ig , da die Eigensteifigkeit der Einzeldrähte 
so groß ist , daß eine grobe Unordnung nur mit beträchtlichem Zwang erzeugt werden 
kann. So folgt ¡eder Draht dem Gesetz des kleinsten Zwanges und bleibt auch beim 
fert ig eingebauten Spannglied - beispielsweise durch Hammerschläge - noch einzeln 
bewegl ich. Bei gekrümmtem Spanngliedverlauf können die Einzeldrähte des ungespannten 
Bündels - gemessen von Ankerplatte zu Ankerplatte - eine deutl ieh unterschiedliche 
Länge aufweisen. Weil die K I em m ve ra n kerungen (Bi Id 24) erst nach fertiger Spann-
gliedverlegung angebracht werden, wird für jeden Einzeldraht so automatisch die r i c h -
tige Klemmstelle gewählt , d . h . d ie jenige, welche genau den individuel len Einbauver-
hältnissen entspricht. 
Dank der aufgewalzten Rippen - eine Art natürlicher Abstandhalter - sind die Abstände 
der Spannstähle untereinander groß genug, um einen dauerhaften Korrosionsschutz a n -
bringen zu können. Das kann sowohl durch sattes Auspressen mit Zementmörtel oder mit 
einer nicht erhärtenden Masse geschehen als auch durch wiederholtes Einnebeln mit 
einem Korrosionsschutzmittel. Zum Anspannen solcher Spannglieder wird eine Hohlko l -
benpresse benutzt, durch die das große Spannglied streng geordnet hindurchgeführt w i rd . 
Diese Ordnung entspricht genau der Ordnung der Spannstähle in der zugehörigen Klemm-
verankerung. Vor und hinter der Hohlkolbenpresse ist je eine serienmäßige Klemmver-
ankerung angeordnet. Beim Spannen bleibt die vordere, in einem Spannstuhl befindliche 
Klemmverankerung geöffnet und die hintere geschlossen, so daß die Presse gegen diese 
und die Ankerplatte arbeitet. Nach Beendigung des Spannvorganges wird die vordere 
Verankerung durch Anziehen der Klemmschrauben geschlossen, der Druck in der Presse 
abgelassen und die hintere Verankerung mit der Presse entfernt. 
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In gleicher Weise kann am Spannglied bei entsprechendem Überstand vorüberge-
hend oder dauernd ein D y n a m o m e t e r (Bild 25) mit Zentralbohrung angebracht 
werden, da eine geschlossene Klemmverankerung stets leicht durch Losdrehen der 
Klemmschrauben wieder zu öffnen ist. 
5. Z u s a m m e n f a s s u n g 
Abweichend vom üblichen Spannbetonbau werden bei Spannbetondruckbehältern 
mindestens für die Verti kal Vorspannung Einzelspannglieder mit sehr großer Bruchlast 
gefordert. Die beim Spannverfahren KA benutzte Klemmverankerung ist nachweis-
lich in der Lage, Einzelspannglieder mit Bruchlasten von über 1500 Mp zu verankern. 
M i t einer 1000 Mp-Prüfmaschine wurden genaue Bruchversuche angestell t . Dabei 
durchgeführte Verformungs- und Verschiebungsmessungen werden ebenso wie die Er-
mitt lung des tatsächlichen Wirkungsgrades einer großen Klemmverankerung beschrie-
ben. Ein komplettes Spannglied für den Reaktorbau, das die untersuchte Klemmver-' 
ankerung benutzt, wird erläutert. Es besteht aus 240 schräggerippten, ovalen Spann-
stählen der Güte St 154/160, die ohne Abstandhalter zu einem Bündel zusammenge-
faßt sind. Dank der aufgewalzten Rippen sind die Abstände der Spannstähle untere in-
ander groß genug, um einen dauerhaften Korrosionsschutz anbringen zu können. Das 
kann sowohl durch sattes Auspressen mit Zementmörtel oder mit einer nicht erhärten-
den Masse geschehen als auch durch wiederholtes Einnebeln mit einem Korrosionsschutz-
mi t te l . Zum Anspannen solcher Spannglieder wird eine Hohlkolbenpresse benutzt, die 
gegen eine zweite serienmäßige Klemmverankerung an dem durch die Presse hindurch-
geführten großen Spannglied arbei tet . 
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SCANDINAVIAN MODEL PROJECT (I) 
Sh. MENON 
Aktiebolaget ATOMENERGI, Stockholm 
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There has been mention made, both, in the introductory 
talks and later, of how concrete pressure vessel technologies 
are extending their frontierts to include water reactors. It is 
my purpose to give a brief progress report on a project to build 
and test the model of a concrete pressure vessel for a 750 MW 
boiling water reactor. The project is organized on a Scandinavian 
basis and is financed by the Atomic Energy Agencies of Sweden, 
"Denmark, Norway and Finland, as well as the state- and privately 
owned utilities and the reactor industry in Sweden. 
The model 'is an ambitious one and is meant to test and 
demonstrate the special features of concrete pressure vessels 
for water reactors. These are mainly a removable top head and 
an insulation system designed to operate in a reactor in a two 
face coolant. Slide 1 shows a water reactor in a concrete pressure 
vessel. Slide 2 shows details of the locking mechanisms for the 
removable head lid. 
The load from the internal pressure is transmitted by a 
large number of struts to the cylindrical part of the vessel. 
These struts are fitted with bolted wedges in order to minimize 
tolerance problems. The sealing is effected by toroidal seals 
with bolted flanges. More details of the head lid design have 
been published elsewhere so we can move to slide 3. 
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This shows the principles of the thermal insulation system. 
The insulation is applied on to an inner casing that separates the 
gas or water-filled annular gap from the reactor atmosphere. The 
two spaces communicate through a water seal at the bottom corner 
of the reactor. Satisfactory small-scale tests have been carried 
out on this system, both on British and French insulation types 
at the AB Atomenergi Research Establishment. 
The next slide 4 shows the model vessel. 
The inside diamter is 2 m, the inside height is 4 m, wall 
thickness 1.1m, the bottom slab thickness and the lid thickness 
is about 1.2 in. The design pressure is 85 bars. The vessel is 
lined with a stainless steel clad mild steel liner 10 mm thick. 
The liner is fitted with welded-on cooling pipes. The type of 
prestressing we have chosen for this model is the BBRVJ system 
and the type of insulation that covers both the bottom and the 
internal casing, is the French CAFL system. The model is exten-
sively instrumented. There are auxiliary systems for pressurising 
the model with either cold or hot water or steam at 85 bars. 
I shall now very rapidly show a number of slides taken , 
during the building' of the model. Slide 5 shows the center of the 
bottom slab before concrete was poured. This was poured upside 
down, as you will see in the next few slides. Slide 6 shows the 
same slab after pouring. It is still upside down. The next three 
slides (7, 8 and 9) show the turning of the bottom slab. - Now 
the bottom slab is in place and you see the bottom anchorage 
ring where the vertical cables are anchored to. 
Slide 10 shows work in progress with the inlaying of the 
horizontal prestressing wires and you notice the ducts for the 
vertical cables and the bonded reinforcement that is laid near 
the liner. Slide 11 shows work carried on higher up while slide 12 
shows that the cavity flange has been welded on to the liner. 
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Slide 11 shows work carried on higher up while slide 12 
shows that the cavity flange has been welded on to the liner. 
Concreting has come about three quarters of the way up of the 
vessel. 
Slide 13 shows the lid of the vessel and shows the rein-
forcement inside the lid itself. Slide 14 shows the completed 
model vessel that is about 7 m high from the bottom to the top 
and about 4 1/2 m over the buttresses. 
Work on site began in the beginning of this year. The 
concreting of the model was finished on Sept. 1st. Prestressing 
of the vessel started on teeptember lb and the 240 cables were 
prestressed in two stages by October 15 (Slide 15)· The results 
of the prestressing show good agreement with the calculation. 
Friction coefficients of C.12 and O.I4 were obtained for the 
vertical and horizontal cables respectively. The câbles were 
greased. 
The model was cold pressure tested on November 13· Slides 
16 and 17 show two views with the lid in place with the struts 
and the instrumentation. 
Each individual strut is instrumented for measuring the 
force taken up by the strut. Four of these struts are rather more 
extensively instrumentated in order to be able to measure the 
bending of these struts, just to check that they are centrally 
loaded or not. 
The vessel was taken to 95 bars, that is 10 bars over'design 
pressure, in I4 bars stages, Very briefly, the struts showed almost 
perfect load sharing. The compressive stress in them was about 
2 
10 kg per mm . Examination after test showed no marking on the 
locking details. The toroidal seal showed fully elastic behaviour. 
o The maximum stress was about 30 kg / mm in the material with an 
o elastic limit of about 60 kg / mm . Next week we shall start a 
16 day test at 25 C. This test will be followed by tests at 70 C 
- 511 
Later on will follow the insulation test, tests at 1.5 times 
the design pressure and finally a rupture test; we plan to finish 
the test programmes by September next year. The last and final 
slide shows an overall view of the model with the associated 
equipment. 
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La deuxième question est relative a la protection contre la 
corrosion. Vous nous avez dit que les fils étaient suffisamment 
distants pour que l'on puisse les observer pendant la durée de 
vie du réacteur avec un petit appareil que vous appelez techno-
scope, et je le crois volontiers. Seulement, avez-vous pensé 
que les points où la corrosion va se développer ou risque de se 
développer sont tous les points de contact de ces fils avec les 
points d'appui. Notamment entre les "Klemmen". Cela fait pro-
bablement plusieurs centaines de milliers de points d'observa-
tion. Donc une période, une campagne d'observations avec un 
personnel pour la durée de vie du réacteur, considérable. D'autre 
part, quel est le produit que vous proposez pour cette protection? 
Vous avez indiqué un appareil de mise en place de cette protection 
automatique. Quel est le nom du produit? Vous parlez d'une épais-
seur de quelques /u. Pensez-vous que ce produit soit efficace 
précisément aux points de contacts? 
MÜHE - Ph. Holzmann: Dr. Scotto, I thank you for your questions 
but it is too complicated to compare the costs of the different 
systems in a simple way, but I propose that you give us special 
projects and we make you a prize for this project. - The question 
concerning the degree of the security and of the type of cracks 
depends on the circumferential prestressing system. Our intention 
is to develop a system that is applicable to each type of the 
PCV and so the system is only presented in my speech as an 
example and not as if all possibilities were existing with this 
system. VOu can change depending on how many edges you have, 
you can change the type of the section of the body, you have 50 
or 30 % bond, but this is of influence for the appearing of the 
cracks. You can choose with this system the percentage you want 
on the bond and so you can choose how to work in the crack distri-
bution. This all is open. I wanted this paper to present a system 
and not a construction. And now Mr. Launay, we need, in order to 
stress the prestressing wire, a wire-winding machine which works 
with four wires. I prefer the oversection-wire with lips in many 
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cases. There exist some idea to develop special steels, tempered 
steels with special things for prestressed concrete pressure 
vessels, I remember high corrosion resistance and high relaxation 
resistance. This is possible because the all-tempered wires can 
be developed so that they need not the possibilities for the cold 
drawn process. So there is a gap between the prestressing with 
big steel band and with sectioned wire. You can imagine what 
possibilities are given here. So we need no friction losses 
because no friction is appearing. Only on the points before 
the cracking of the vessel there are no clambing bolts on the 
corners, there a friction is important for the stress distri-
bution. 
My last remark to the corrosion protection. As corrosion 
protection for this machine it is possible to use material like 
ESSO, type 392. This is 80 % gasoline and 20 % natural film 
building wax and you can add to it gas phase inhibitors. And 
so it is possible to reach each point of the surface of the point 
of the wire. 
It is not necessary that you have a circle. It is possible 
to choose other types, I remember the types with the incorporated 
turbine etc. And the possibility for cracks depends on the special 
characteristic things of each construction. This depends not on 
the method of prestressing and now for Mr. Launay's question: 
I think that in all cases you can chose between inside and out-
side cable, it is better to prefer the outside cables for two 
reasons, you have more safety to have the full prestressing force 
on each point you want to have. On behalf of the friction losses 
on inside cables you have always a percentage higher than the 
percentage possible for the working of the wire winding machine. 
The other thing is, you have to choose so many points that the 
economic effect of the reduction in the tendon efficiency on 
the points with the clambing plates are in relation to the 
costs. We have seen in the other paper 4 f° reduction. You are free 
how many per cent reduction you choose. You have more edges at 
low reduction. This is what you want. 
LAUNAY - CITRA: I thank you, Dr. Mühe. 
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qui seraient disposés entre les vérins. Lorsque je dis entre 
vérins, ce n'est pas obligatoirement au milieu, puisque pour 
un caisson qui aurait un diamètre inférieur à 10 m, si on 
plaçait exactement les selles de support au milieu, on aurait 
une perte de tension au moment où l'on supprimerait la pression 
dans les vérins pour reposer la ceree sur les selles de support, 
entre 10 et 14 % dépendant du nombre de vérins. Ceci n'est pas 
très important puisque effectivement on n'est pas au maximum 
des caractéristiques élastiques du feuillard, on serait donc 
capable de monter un peu plus haut et puis d'avoir un feuillard 
dans les conditions nominales au moment où il repose. Mais 
cela peut peut-être présenter un inconvénient. On a envisagé 
d'autres solutions qui consistaient à avoir la tête de selles 
relevée par les vérins et calée sous la tête de selles. A ce 
moment là nous n'avons plus aucune perte de tension. Il existe 
également une solution qui consiste à fractionner les feuillards. 
Le feuillard que vous avez vu là a été pris volontairement de 
25 cm de large pour un essai qui était de petit diamètre afin 
de cumuler les défauts possibles. Puisque plus le feuillard est 
large, plus il était vraisemblable que nous aurions des défauts 
dans ce feuillard, plus le diamètre est petit, plus l'influence 
de la tête de selles devait être importante. Donc nous avons 
volontairement cumulé les défauts, mais nous sommes convaincus 
que pour un caisson de grande dimension, les feuillards de 10 cm 
de large seraient certainement mesure beaucoup plus favorable. 
Dans ces conditions, il serait beaucoup plus aisé de soulever la 
tête par des vérins puis de caler par en dessous. Ceci pour les 
différents processus que nous avons envisagés. Il n'était pas 
question de faire cela sur l'essai de Marcoule étant donné que 
nous disposions des vérins et, que nous dispos-
sions de peu d'argent. Donc il était nécessaire de réaliser un 
essai le plus rapide possible, capable de nous montrer que la 
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mise en place de la cerce était une opération aisée, facilement 
réalisable. J'ai oublié de vous signaler que nous avons mis en 
place le feuillard à une vitesse de l'ordre de 5 KM/h. 
Je voudrai répondre aux données économiques: 
Nous avons comparé il y a deux ans, alors que le procédé n'était 
pas complètement étudié, un caisson en câbles, normal en étoile, 
un caisson avec une précontrainte par ceree sur lequel les vérins 
étaient abandonnés, et un caisson avec la cerce reposant sur les 
selles d'appui. Nous n'avons pats fait intervenir dans ce calcul 
le fait du gain de temps sur la construction du caisson. Dans 
cette comparaison économique, que nous pourrons fournir aux 
personnes intéressées, il est apparu que abandonner les vérins 
revenait à peu près à un prix équivalent à celui qui consistait 
à utiliser des câbles classiques en étoile et que celui qui con-
sistait à reposer sur des selles d'appui permettait un très léger 
gain d'argent. 
Je pense eue si l'on fait intervenir la durée de construction, 
il serait plus économique de laisser les vérins en place. 
PUYO - Coyne ί Bellier: En complément à l'exposé no. 15 de M. Saglio, 
comme suite à la communication no. 17, je voudrais signaler que 
nous avons mis au point un procédé d'encrage de câbles en précon-
trainte à partir de feuillards en utilisant un multi serrage qui 
transmet la force de chaque feuillard à des intercalaires. La 
force de serrage est alors isostatiquement et intégralement trans-
mise sans entraîner de contrainte parasite locale car les pressions 
s'exercent sur des surfaces au lieu d'être ponctuelles,et seul le 
frottement est mobilisé. On peut réaliser par ce procédé des câbles 
de puissance prescrue illimitée avec 3 'encombrement minimum. 
WÜRDIG - OHH: Ich habe einige Fragen zum Vortrag Nr. 16 von Herrn 
Rissler. Das Gesamtkonzept des Behälters aus vorgefertigten Teilen 
ist interessant und bestechend, und Herr Rissler hat uns eine 
verbesserte Konstruktion eines horizontalen Ringes für einen 
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solchen Behälter gezeigt. Es bleiben aber bei dem Gesamt-
projekt zwei Probleme, die, wie mir scheint, doch gravie-
render sind, und wenn ich mich recht erinnere, sind diese 
Fragen auch bei der Tagung vor zwei Jahren schon einmal 
angesprochen worden. Diese Probleme sind folgende: 1. die 
Verbindung des zylindrischen Teils des Behälters mit dem 
Deckel und mit dem Boden. Die Decke und der Boden geben 
nach, wenn der Behälter auf Druck kommt. Man braucht also 
einen Dehnbalg, der diese Bewegung auffängt, der den Druck des 
Reaktorkühlmediums trägt und der außerdem von Zeit zu Zeit 
aufgetrennt werden kann. Das dürfte also sehr schwierig 
sein. Zweitens ist die Frage des Temperaturschutzes, also 
der thermischen Isolierung für einen wassergekühlten 
Reaktor immer noch ein offenes Problem und auch die Lösung, 
die in dem Vortrag aus Schweden von Herrn Menon angeführt 
wurde, nämlich die Verwendung eines Gasspaltes, scheint mir 
nur ein Notbehelf zu sein, so lange man nichts Anderes hat. 
Die Frage jetzt: Ist bei der Firma Siemens an diesen beiden 
Problemen in der Zwischenzeit irgend etwas geschehen? 
RISSLER - Siemens AG: Ich möchte zuerst nochmal auf die 
Fragen von Herrn Dr. Scotto eingehen. Er hat nach der Si-
cherheit gefragt. Unser Behälter war für 100 at ausgelegt. 
In der Kaltdruckprobe haben wir ihn mit 130 at geprüft, was 
einer 1,3-fachen Druckerhöhung entspricht. Es ist interessant 
aufzuzeigen: Wenn man den Pressendruck beim Aufweiten rech-
nerisch umlegt, so entspricht er einem Innendruck von 137 a/fc. 
Die 130 at sind als Prüfdruck also durchaus vernünftig und 
sie können aufgenommen werden, zumindest so lange kein großer 
Kriechverlust da ist, ohne daß auf der Außenseite Risse ent-
stehen. Im übrigen war der Behälter rechnerisch ausgelegt für 
einen Sicherheitsfaktor von 2,5 bezüglich des Stahls. Im 
Pfropfen, der ein dreiachsig beanspruchter Betonbauteil ist, 
sind wir auf dreifache Sicherheit gegangen. 
Nun zur Frage von Herrn Würdig: Der schwache Punkt sämtlicher 
Spannbetonbehälter für Wasserreaktoren ist zweifellos die 
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Isolierung. Auf diesem Gebiet gibt es zwar seit zwei Jahren 
eine Weiterentwicklung aber noch keine ganz befriedigenden 
Ergebnisse. Unserer Ansicht nach kann man keine Isolierung 
für einen Behälter eines Gasreaktors ohne Schwierigkeiten 
auf den Behälter für einen Viasserreaktor übertragen. 
Die Balgkonstruktion ist zwangsläufig eine Schwierigkeit 
dieser Konzeption, da der Behälter an der Ober- und Unter-
seite, besonders auf Grund des Pfropfenverschlusses, rela-
tiv große Bewegungen in der Größenordnung von 6 - 3 mm 
macht, die man durch eine Kompensatorkonstruktion auffangen 
muß. Bis jetzt hat man über Kompensatoren noch allgemein 
sehr wenig gewußt. Sie waren auch nicht befriedigend zu 
rechnen. In der Regel war man deshalb auf den Versuch ange-
wiesen. In Zukunft wird das wohl anders werden. So existieren 
auch heute schon einige Rechenprogramme, mit denen man Balg-
konstruktionen wesentlich besser erfassen kann. Zum Teil sind 
sie auch zur Zeit noch in Entwicklung. Wir wissen z.B. von 
zwei Programmen, die ich aber jetzt namentlich nicht aufführen 
könnte, die in der Lage sein sollen, was wir allerdings noch 
nicht geprüft haben, diese Probleme zu lösen. 
MENON - Atomenergi: The representativ of Siemens and also the 
speaker before him made remarks about the uncertainty of the 
insulation of gas-cooled reactors when applied directly on 
watercooled reactors. The remarks are certainly true if the 
insulation is used in the same manner, i.e. if it is applied 
on the lining without any possibility of either inspection, 
maintenance or replacement. The chances of their existance, 
of their satisfactory performance for over 30 years, are rather 
limited. On the other hand for the Swedish design, the insu-
lation is applied on an internal casing which is removable, 
naturally in conjunction with a removable head. This internal 
casing can be lifted out of the vessel and can be inspected 
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and replaced, if necessary. The part of the insulation that 
cannot be got out is the insulation in the bottom of the 
reactor. On our model vessel we are using thicker materials, 
we have a l/2 mm thick stainless steel foil and stainless 
steel wire that goes into the making of the insulation matrices 
in the bottom. Naturally from the insulation point of view, 
using such thick material would increase the heat flow and 
reduce its effectiveness as an insulant. The insulation re-
quirements at the bottom of the reactor vessel are very mo-
derate. 
ARATHOON - SOCIA: Je voudrais poser une question à M. Mühe 
sur la communication no. 14- D'après les figures I5 et 16, 
il semble qu'il y ait des déviations assez importantes des 
fils de précontrainte sur les barres d'encrage. Je voudrais 
savoir si ces déviations n'introduisent pas des contraintes 
de flexion secondaires importantes et si les barres d'encrage 
ont un dessin spécial pour y remédier? 
MÜHE - Ph. Holzmann: Die Darstellung der Umlenkung der Spann-
stähle am Stufensprung ist in vereinfachter Form in den Ab-
bildungen 15 und 16 gezeichnet. Tatsächlich ist der Winkel, 
der auftritt, wesentlich geringer, denn es werden im allge-
meinen 3 bis 4 Felder notwendig, damit die te'ickelmaschine 
den Stufensprung vollziehen kann. Wegen der Abmessungen des 
Papiers ist das aber, um das Prinzip zu erklären, auf diesen 
größeren Winkel gezeichnet líorden. Es sollte ja nicht nur eine 
Information über das Prinzip sein. Ich hoffe, daß damit die 
Frage beantwortet ist. - Die 'Umlenkungen bleiben, die Zusatz-
spannungen richten sich grundsätzlich nach den deutschen 
Spannbetonnormen, in diesen ist es nicht erlaubt, daß die 
Einzeldrähte eines Bündels voneinander um mehr als 5 1° diffe-
rieren. 
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!.. Allgemeine ^in£ührung 
Im Jahre L96H wurde zwischen Euratom und Fried. Krupp 
Un 1 versa.Ibau ein Forschung;·;vertrag abgeschlossen, mit dem 
Ziel, die Mehr Lagenbau we i se von Spannbeton­Reaktor­Druck­
behältern zu entwickeln und modell technisch zu erproben. 
Als Referenzreaktor für dieses Forschungsvorhaben diente 
der französische Reaktor Bugey Γ. 
Ivi.n wesentlicher Vertragabeytandte.il war der Bau eines 
1. : 5­Behä'l termode lis fôn Mehrlagenbauweise. Dieses Modell 
wurde in der Zeit von Okt. 1966 bis Juli 1967 auf dem 
Versuchsgelände in Essen an derIWedenkampstrasse gebaut 
und Ln der Zeit voti Aug. 196? bis Juni 1969 versuchstech­
nisch erprobt. 
Im Folgenden wird über die Aufgabenstellung, die Versuchs­
technische Ausrüstung des Modells, die Versuchsdurchfüh­
rung und über die Versuchsergebnjsse berichtet. 
2. Aufgabenstellung Vüv den Bau des Modellbehälters 
Der al 1 gemeine"Stand der Kenntnisse zum Zeitpunkt der Auf­
tragserteilung und der gegebene Finanzrahmen beeinflussten 
die Aufgabenstellung. Die wichtigsten Teilaufgaben waren: 
( Anwendung dei' Konstruktions­ und Berech­
nungsmethode fü­r die Mehrl agenbauweise, 
4 Erprobung neuer, für die Mehrlagenbau­
weise typischer Bauverfahren, 
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+ Versuchstechnische Erprobung einer neu­
en Isolierung, 
+ Bestimmung des elastischen Verhaltens 
des Modellbehälters und Ueberprüfung 
der UeberelnstimiTTung zwischen dem er­
mittelten Verformungsverhalten des Mo­
dells und den rechnerischen Verformun­
gen, welche mit einem innerhalb dieses 
"Vertrages aufzustellenden Computerpro­
gramm berechnet werden sollten. 
ι­ Bestimmung der Elastizitätsgrenze des 
Behälters, der Rissbildung und des 
TragVerhaltens bei angehobenen Be­
lastungen. 
f Berstversuch. 
Der abschliessende Berstversuch wurde nach Durchführung 
der ersten Versuche am Modell im Einvernehmen zwischen bei­
den Vertragspartnern zurückgestellt, um Langzeitversuche 
unter Betriebsbelastungen durchzuführen. Diese Langzeit­
versuche wurden im Juni 1969 abgeschlossen. 
3­ Erläuterung der Modellkonstruktion 
Da es sich bei diesem Forschungsvertrag um grundlegende 
Entwicklungen und Untersuchungen einer neuen Bauweise 
handelt, war das Mass der physikalischen Aehnlichkeit 
zwischen Modellbehälter und Referenzdruckbehälter von vor­
neherein nicht hoch angesetzt. So war vorgesehen, die zahl­
reichen Panzerrohrdurchführungen des Referenzreaktors im 
Modell nicht einzubauen. Lediglich das Problem der für die 
Mehrlagenbauweise typischen Durchdringung des Wasserspaltes 
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durch Panzerrohre in Form von Kompensatorelementen wur-
de berücksichtigt, und zwar durch Einbau eines Proto-
typkompensators in der Zyl^nderachse im oberen Behäl-
terabschluss, (Dia Nr. 1). Eine weitere Abweichung von der 
geometrischen Aehnlichkeit zeigt die Anordnung der Lise-
nen, bzw. die Spannkabelführung: 
Aus Kostengründen wurde mit Ringkäbeln gearbeitet, wel-
che 360 umschlingen und lagenweise um I80 versetzt sind. 
Hierdurch entsteht eine Geometrie mit nur zwei Lisenen-
bereichen, welche sich einander gegenüberliegen, und mit 
zwei dazwishhen liegenden Zylinderbereichen. Die einzige 
Mîis.sebene läuft durch diese Zylinderbereiche. 
Auch bei der Dimensionierung des Innenzylinders musste 
von der physikalischen Aehnlichkeit abgewichen werden. 
Wenn man Temperaturmessungen bzw. Wärmeflussmessungen mit 
dem gleichen Gradienten wie im Prototyp anstellen will, 
muss das Temperaturniveau den betrieblichen Bedingungen 
entsprechen. Hieraus ergab sich die Notwendigkeit, den 
Innenzylinder und die Isolierschicht im Masstab 1:1 aus-
zubilden. Im Objekt ist vorgesehen, den Innenzylinder an 
den unteren Behälterboden biegesteif anzuschliessen. 
Wenn man dies auch für das l:5~ModelI getan hätte, so 
hätten sich für den unteren Behälterabschluss zu günstige 
Auf lagerungsbedingungen und EinSpannungsverhältnisse am 
Innenzylinder ergeben. Daher wurde der Innenzylinder im 
Modell an den Behälterboden gleitend angeschlossen. 
Bezogen auf das Tragverhalten wird hierdurch der untere 
Behälterabschluss zu ungünstig beurteilt. 
Um das Tragverhalten des Behälteratschlusses genauer er-
mitteln zu können, wurde der obere Behälterabschluss 
semisphärisch ausgebildet. Von diest-r Ausführung wurde 
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erwartet, dass man anhand der Versuchsergebnisse die 
endgültige Geometrie der Behälterabschlüsse würde opti-
mieren können. 
Das Behältermodell in Mehrlagenbauweise ist wie folgt 
konstruiert: 
Der Innenzylinder besteht aus einem Serpentinbeton, der 
als evakuierter Beton hergestellt wurde. Wandstärke 5o cm. 
Auf der Aussenseite des Innenzylinders wurde ein kerami-
scher Isolierbeton. 2o cm stark, angeordnet. Dieser aus 
Serpentinbeton und Isolierbeton zusammengesetzte Innen-
zylinder ist beidseitig von einem Liner aus aluminitambe-
ruhigtem Stahl St 37~3 in 5 mm Stärke umschlossen. Der 
Liner ist durch Kopfbolzen schubfest mit dem Innenzylinder 
verbunden. Der Serpentinbeton ist schlaff bewehrt. Zwi-
schen dem Innen- und dem Aussenzylinder ist ein Wasserspalt 
angeordnet, welcher gegen den Aussenzylinder ebenfalls mit 
einem Liner aus aluminiumberuhigtem Stahl St 37-3 abge-
schlossen ist. 
Dieser 2o cm starke Wasserspalt hat zwei Aufgaben: 
a) Uebertragung des im Behälterinnenraum auf-
gebrachten Betriebsdruckes über das Druck-
wasser des Spaltes auf den vorgespannten 
Aussenzylinder und 
b) Aufnahme des Kühlsystems. 
Der Druck im Wasserspalt wird durch eine automatische, 
ausserhalb des Behälters liegende Druckausgleichseinheit 
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mit einer Genauigkeit von 4- 1,5 kp pro cm geregelt. 
Diese Ausgleichseinheit besteht im Prinzip aus einem 
Druckrohr mit beidseitig beaufschlagtem Doppelkolben, Wo-
bei die eine Kolbenseite mit dem Innenraum, die andere 
­ 532 
Kolbenseite mit dem Druckwasserspalt in Verbindung 
steht. 
Das KühlErystem im Wasserspalt besteht aus vertikalen, 
frei im Druckwasser hängenden Kühlrohren. 
Der auf der Aussenseite des Wasserspaltes liegende Li­
ner ist mit Kopfbolzen schubfest mit dem Aussenzylinder 
verbunden. Dieser Aussenzylinder besteht aus einem 
Β 6oo und ist mit Einzelspanngliedorn von 25o Mp Nutz­
last vorgespannt. Die Wandstärke des Aussenzylinders 
beträgt HS cm, entsprechend einer Wandstärke von 2,4o mä 
('■·.::; Prototyps. Die Behältorabsohlüsse sind durch peri­
phere Rtngkabel vorgespannt und unterscheiden sich wie 
erwähnt in ihrer Geometrie. 
4. Versuchtechnische_Ausrüstung_des_Behältermodells 
Für d if.' Druckerzeugung wurde eine: dreistufige Hochdruck­
pumpe installiert. 
Maximale Leistung: 135 i pro Minute gegen einen Druck 
von 15o atü. 
Das Druckleitungsnetz war für 160 atü ausgelegt. 
Die schon erwähnte Druckausgleichseinheit war über einen 
Bätpass in das Druckleitungssystem eingeschaltet, sodass 
die hydraulischen Druckversuche sowohl mit als auch ohne 
Druckausgleichseinheit gefahren werden konnten. 
Die Steuerung der Druckorzeugungseinrichtung geschah von 
der ca. 50 m vom Modell entfernten Messwarte aus. 
Zur Aufheizung des Behälterinnenraumes tfurde eine druck­
fest· gekapselte, elektrische Wi.derstandr­heizung benutzt. 
Anschlusswert 36 KVA. Diese Leistung ermöglichte eine 
o Innentemperatur von *>oo Celsius. Die der Heizung vor­
­ 533 
geschaltete Regeleinrichtung erlaubt es, eine vorge­
wählte Temperatur automatisch einzuregeln. Die Auf­
he Lzgei 
gelegt 
eschwindigkeit wurde auf 1,5 pro Stunde i'est­
Zur Betondehnungsmessung wurden Messwertgeber, Fabri­
kat Philipps, Baureihe PR 9239 verwendet. Es nat sich 
gezeigt, dass diese Messwertaufnehmer eine hohe Dauer­
standsfestigkeit haben, wenn sie vor dem .Einbau in 
kleine Betonprismen einbetoniert werden und wenn hier­
bei auf das Messgitter eine geringe Zugvorspannung auf­
gebracht wird. 
Dehnungsmessungen am Liner wurden mit normalen Foli­
endehnungsmosstreifen der Firma Hottinger durchgeführt. 
Für Temperaturmessungen wurden Widerstandsfühler der 
Firma Heraeus, Typ PT loo verwendet. Die Druckbelastung 
im Innenraum wurde mit Flüssigkeitsdruckaufnehmern der 
Firma Philipps, Baureihe PR 93^6 SA, überwacht ­
Zur Rissbreitenmessung später anfallender Risse warenä 
Geber vorgesehen, wie in Dia Nr. 2 dargestellt·. 
Sie bestehen aus einem Makrolonstab (Poly­Karbonat), 
auf dem 4­ DMS in Vollbrücke montiert sind. Dieser Stab 
überspannt einen äusseren Anriss des Behälters und ist 
zwischen zwei Fixpunkten ans Winkelprofil drehbar ein­
gespannt. 
Als weiterer Gebertyp wurden Rissdetektoren in den 
Aussenzylinder eingebaut. Diese Rissdetektoren bestehen 
aus einem Betonprisma 2 χ 4 χ 16 cm, auf deren eine, ge­
schliffene Seite ein Silberstreifen von höchstens 2o 'l 
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Stärke aufgedampft wurde. Ein zweites Prisma 2 χ Κ χ l6 cm 
wurde zum Schutz dieses Silberstreifens im Labor aufbe­
toniert. Die derart vorbereiteten Rissdetektoren wurden 
an verschiedenen Stellen in Kette überlpppend eingebaut 
und zeigten bei Rissbildungen von lo ­ 2o ,U Breite durch 
Ausfall eines optischen Signals die örtliche Lage von 
Rissen an. 
Die Verkabelung aller im Innenzylinder eingebauter Geberä 
wurde innerhalb eines Kompensators durch den Wasserspalt 
nach aussen geführt. Die im Wasserspalt eingebauten Tem­
peraturgeber wurden durch druckdichte Durchführungen im 
äusseren Liner eingeführt. 
Die Registrierung der Messwerte geschah in einer etwa 
5o m entfernten Messwarte. Die Betondehnungsgeber und 
Dehnungsgeber auf dem Liner wurden auf einer loo­Stellen­
Messanlage angemessen und automatisch über Schnelldrucker 
registriert. Die Anmessgeschwindigkeit je Messteile bei 
dieser Anlage beträgt 0,6 Sekunden. Die Temperaturgeber 
wurden auf einem Comp­Rekorder der Firma Philipps re­
gistriert­ Die einzelnen Messteilen wurden vollautoma­
tisch durch ein vorgeschaltetes Umschaltgerät angewählt. 
Die Schaltzelten betrugen je Schaltstelle eine Minute. 
Die Rissdetektoren waren aufeeiner optischen Leuchttafel 
j.n natürlicher geometrischer Position angeordnet. Die 
Funktionsfähigkeit dieser Eigenentwicklung hat sich dadurch 
erwiesen, dass Rissanzeigen bei Druckentlastung jeweils 
wieder rückgängig gemacht wurden. 
Die Registrierung des Innendrucksmmit Hilfe der Flüssig­
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kcitsdruckaufnehmer geschah auf einem Ζweikanalpunkt­
drucker. 
Obwohl Oas Modell wegen seiner Höhe von ca. 11 m im 
Freien gebaut und wegen des verfügbaren Kostenrahmens 
ohne Urnhausung versehen war, wurde wie erwähnt nach 
Durchführung der Versuche im elastischen Bereich von 
beiden Vertragspartnern beschlossen, Langzeitversuche 
durchzuführen. Die Geberausrüstung war hierzu von vorne­
herein nicht vorgesehen.. So fehlten z. B. Botondehnungs­ · 
geber auf Schwingsaitenbasis bzw. Deformationsgeber auf 
der Aussenkontur (Messuhren oder induktive Wegaufnehmer). 
5. Versuchsdurchfuhrung 
Die Temperaturversuche wurden in der Zeit von August 1967 
bis November 1967 durchgeführt. Hierbei wurden 5 Wochen 
dazu benötigt, dem Serpentinbeton des Innenzylinders das 
freie Wasser zu entziehen. Anschliessend wurden Tempo­
ra turzyklen gefahren, wobei für eine Temperaturerhöhung 
um lo Celsius im Mittel 5 Tage benötigt wurden bis zum 
Erreichen des stationären Zustandes. 
Die anschliessenden Druckversuche begannen witterungs­
bedingt erst im April 1968 und wurden Ende Mai 1968 ab­
geschlossen. Di.e Versuchsdurchführung im Winter war nicht 
möglich, da hei der ungeschützten Lage des Modells der 
Wasserspalt wegen Frostgefahr auf mindestens +5 Celsius 
gehalten werden musste und dann bei Aussentemperaturen um 
o ­5 Celsius ein Temperaturgradient von c 
slus die Versuchslasten überlagert hätte 
. 0 
­5 Celsius ein Temperaturgradient von ca. Δ Τ = lo Cel­
Wegen einer Reihe kleinvolum.iger Luftsäcke im wasserge­
füllten Modellbehälter wurde als Tiefstlast für die Druck­
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zyk.len der Wert von 5 Kp/crrT festgesetzt. Bei diesem 
Druck wurden also jeweils die Anfangsmessung und die 
Endmessung eines Lastzyklus durchgeführt. 
Insgesamt wurden 29 Versuche mit 12 verschiedenen Last­
stufen in aufsteigender Reihenfolge gefahren. Jede der 
12 Laststufen wurde mindestens 2 mal angefahren. Ent­
stehende Risse an der Aussenhaut wurden je nach Last­
stufe verschiedenfarbig gekennzeichnet und photographiert. 
Folgende Laststufen wurden gefahren: 
5 atü (Nullbelastung) 5o atü (Abnahmedruck) 
2o atü 55 atü 
3o atü 6o atü 
39 atü (Betriebsdruck) 65 atü 
ho atü 7o atü 
43 atü (Berechnungsdruckü 78 atü (2 χ Betriebsdruck) 
86 atü (2 χ Berechnungsdruck) 
Hierbei wurde nicht bis zur Höchstlast durchgefahren, 
sondern es wurden je nach Laststufen alle 5* lo oder 15 
atü die Belastung gebremst und Zwischenmessungen durch­
geführt. Die Be­ und Entlastung erfolgte in der Regel mit 
ca. 1,25 atü/Minute­ Die Zwischenmessungen wurden stets 
3­fach zur Ermittlung von Mittelwerten ausgeführt und 
nahmen eine Zeitspanne von ca. 7 Minuten in Anspruch. 
Beim erstmaligen Fahren einer Laststufe wurden grund­
sätzlich die für diese Laststufe gültigen Messungen durch­
geführt. Das 2. und 3­ Fahren einer Laststufe diente dem 
Zweck, in der Laststufe eventuell neu aufgetretene Risse 
festzustellen, farblich zu kennzeichnen und zu photogra­
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gezwangen, im zu entwässernden Bauteil zwei Röhren-
systeme einzubauen, und zwar: 
a) Ein Röhrensystem, welches mit der Vaku-
umanlage in Verbindung stand und 
b) ein Röhrensystem, dasmmlt der Atmosphäre 
in Verbindung war. 
Da der Beton, eine gewisse Menge Wasser zur Hydratation 
braucht, darf diese Wassermenge nicht bei der Entwässe-
rung auch entzogen werden, das heisst der Zement muss 
vor Beginn der Entwässerung intensiv mit Wasser in Be-
rührung gebracht werden. Dies wurde erreicht durch 
2-Phasen-Misohung und dadurch, dass der Zeitpunkt des 
Entwässerungsbeginnes nahe an den .Erstarrungszeitpunkt 
gelegt wurde, sodass das Wasser die Möglichkeit hatte, 
an die einzelnen Zementteilchen heranzukommen-
Die Entwässerung wurde über 2)\ Stunden durchgeführt, da-
mit das Kap.illarsystem offen bleibt, um bei der späteren, 
thermischen Belastung eine weitere Entwässerung zu er-
möglichen. Das entzogene Wasser wurde in einem Behälter 
gesammelt, wobei stündlich die erreichte Wassermenge 
bestimmt wurde. Die Auftragung des Versuchsergebnisses 
zeigt,das Dia Nr. 3-
6.2 Reibungsversuche an Spannkabeln 
Wie erwähnt, beträgt der Umschlingungswinkel der Spann-
. o 
kabel ca. 36o Zur Kontrolle der rechnerisch aufge-
brachten Vorspannung schienen daher Reibungsversuche not-
wendig. Sie wurden so durchgeführt, dass beide Kabelen-
den mit Dynamometern versehen wurden- Bei einseitigem 
Anzug der Kabelmmuss die Differenz zwischen eingeleiteter 
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und am anderen Ende ankommender Kabelkraft der Rei-
bungsverlust sein. Die Versuche lassen die Schlussfol-
gerung zu, dass das exponentielle Reibungsgesetz, wel-
ches die Krümmung nicht berücksichtigt, für grosse Um-
schlingungswinkel nicht unbedingt Gültigkeit haben muss. 
Wenn man es aber ansetzt, haben sich folgende Reibungs-
beiwerte ergeben bei Verwendung unterschiedlicher Gleit-
mittel: 
a) Kabel und Hüllrohre ohne jedes Gleitmittel, 
Anspannung der Kabel nach im Mittel 4-mona-
tige.r Verweilzelt im Bauwerk: ju = o,35 
b) Bei gleichen Bedingungen, jedoch unter Ver-
wendung einer Mineralölemulsion, Hier 
DONAX-C: fl = o,3o. Auffallend ist hierbei, 
dass die Stahldehnung nicht kontinuierlich 
erfolgte·, sondern einemdeutliche, ruckarrige 
Fortpflanzung der Kabelkraft spürbar und hör-
bar war. 
c) Unter gleichen Bedingungen wie unter a), je-
doch statt der Mineralölemulsion als Gleit-
mittel eine Aufschlemmung von Caleiumhydroxyd. 
Gemessener Reibungsbeiwert bei Annahme der 
Gültigkeit des Exponentialgesetzes: /Å = o,27· 
Die Fortpflanzung der Kabelkraft erfolgte 
völlig gleichmässig ohne die bei Verwendung 
von Mineralölemulsion festgestellte, ruchar-
tige Fortleitung- Vom Standpunkt der Reibungs-
verluste und vor allen Dingen auch vom Stand-
punkt einer gleichmässigen, ruckfreien Be-
lastung der Spannkabel ist dem Gleitmittel 
Calciumhydroxyd der Vorzug zu geben, jedoch 
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Sie hat damit den experimentellen Wert 
ko a 1 ν on λ ■--. ο , 2 8 "" 'o':/ un t e r s ehr i 11 en. mh C 
6.4 Funktionsprüfung des Druekausgleichzylinders 
Zur automatischen Angleichung des Spaltdruckes an den 
primär Schwankungen ausgesetzten Innend ruck im Innen­
raum wurde für den Mehrlagenbehalten eine Druckaus­
gleichseinheit entwickelt­ Ein Prototyp dieses Zylin­
ders wurde von der Firma Fischer, Düsseldorf­Mettmann, 
gebaut und für den Testbetrieb am l:5~Bebältermodell 
angeschlossen, siehe Dia Nr. 4. Durch Probebelastungen 
sollte festgestellt werden, ob der automatische; Druck­
ausgleich zwischen Behälter.innenräum und Druckwasser­
spalt erreicht wird und mit welcher Genauigkeit­
Während der Versuche lief der Druokausgloiobszylinder 
anstandslos und Messungen des Diff.'erenzdruekos zwischen 
Innenrauin und Wasserspalt ergaben einen Maximalwert von 
/\ ρ = 1,5 kp/cm'. Es kann mit Sicherheit gesagt wor­
den, dass für den Bau eines Prototyps grössere Druck­
ausgleichseinhelten mit einseitiger Wasser­ und ein­
seitiger C0o­Beaufschlagung gebaut werden können, die 
diesen Differenzdruck nicht überschreiten. Die Um­
stellung der Doppelko.l bendlchtungen von Wasser­Wasser 
auf Wasser­C0o ist nach Auskunft von Spezialiirmen 
kein technisches Problem. 
6­5 Kurzzeit­Druckversuche 
6­51 Auswertung der Dehnungsmessungen und Vergleich 
mit Rechenwerten 
Die Messergebnisse aus den einzelnen Belastungszyklen 
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wurden in Form von Belastungs-Dehnungs-Linien für die 
einzelnen Geber aufgetragen. Bei der Betrachtung der 
Messe rp;ebnisse ist davon auszugehen, dass die Messungen 
auf einer Baustelle (Behälter nichtiiiim überdachten, tem-
perierten Raum) und nicht im Labor durchgeführt wurden. 
Die Genauigkeit von absoluten Messwerten in Beton einge-
bauter DMS-Geber ist ausser vom Verhältnis Grösstkorn des 
heterogenen Materials Beton zu DMS-Streifonlänge unter 
anderem abhängig von Art und Häufigkeit weiterer Dis-
kontinuitäten im Betongefüge, wie im vorliegenden Fall 
schlaffe Bewehrung, Spannkabel, Hüllrohre, Schubbolzen 
der Linerverankerung. Es ist nicht mit Sicherheit zu er-
mitteln, ob und gegebenenfalls welche Spannungskonzentra-
tionen in der Nähe derartiger Störungen ausgemessen wer-
den. Es ist daher zweckmässig, das Schwergewicht der 
Messungen auf relative Dehnungsänderungen des Betons zu 
legen und weniger Absolutwerte zu messen bzw. zu inter-
pretieren. Weiter sind derartige Belastungen vorzuziehen, 
welche nicht örtlich in DMS-Nähe konzentriert eingelei-
tet vierden - wie z- B. Vorspannung infolge Umlenkspannun-
gen - sondern möglichst von dem DMS-Einbaupunkten ent-
fernt, so z- B. der Innendruck. Gleichzeitig sind für den 
Lastfall Innendruck die genauesten rechnerischen Ergeb-
nisse aus der elektronischen Spannungsanalyse zu erzielen, 
denn diese Belastung kann ohne jede vereinfachende oder 
mit Ungenauigkeiten behaftete Annahme berechnet werden, im 
Gegensatz zur Vorspannung, bei welcher doch unter anderem 
bei den Reibungsverlusten, beim Schwindmass, bei der 
Kriechzahl nur mit wahrscheinlichen, statistiscnen, auf 
der sicheren Seite liegenden Werten gerechnet werden kann-
Um diese Unsicherheiten auszuschliessen, wurde das Mess-
programm auf den Innendruck-Belastungen aufgebaut, die 
zeitlich vorauslaufenden Vorspannungsbelattungen ausge-
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klammert, zumal zwischen den Zeitpunkten Vorspannen 
und Beginn der Druckversuche ein Zeitraum von ca. 8 Mo­
naten lag und die zwischenzeitlich durchgeführten, zyk­
lischen Temperaturversuche einen Temperaturgang des Mo­
dellkörpers verursachten und keine befriedigende Lang­
zeitmessung über diesen Zeltraum ermöglicht hätten. 
Diese Versuche hatten unter anderem das Ziel, einen 
Vergleich zwischen gemessener Dehnung und mit dem Com­
puterprogramm gerechneter Dehnung aufzustellen­ Es wäre 
wenig sinnvoll, auf der Basis von Spannungen zu verglei­
chen, da hierzu die Messung der Hauptdehnungsaehsen er­
forderlich gewesen wäre. Vielmehr wurden die Dehnungs­
geber mit grösster Genauigkeit im räumlichen Koordina­
tensystem vertikal, radial und tangential eingebaut und 
die so gemessenen Dehnungen in Richtung dieser Koordina­
tenachsen wurden mit den rechnerischen Dehnungen der 
Computeranalyse, welche grundsätzlich, in diesem Koordi­
natensystem anfallen, verglichen. 
Hierbei wurde die Bifferenz zwischen Messwert und Rechen­
wert gebildet. Eine Auftragung der Messtellenzahl in 
Prozent über der absoluten Abweichung in Prozent zeigt 
das Dia Nr­ β­ Ca. 75 % aller Messtellen liegen unter 
einer Abweichung von 3o % - ein für Messungen an Beton 
sehr zufriedenstellendes Ergebnis. 
Diese Auftragung der Abweichungen in Prozent allein ist 
dann wenig aussagekräftig, wenn relativ kleine Messwer­
te vorliegen. Vielmehr muss dann auch die absolute Ab­
weichung betrachtet werden­ Eine Abweichung von 4o M 
gilt als erreichbare î'iesstoleranz bei Messungen in Beton­
körpern. Das Dia Nr. 6 zeigt, dass fast 8o % aller· Mes­
steilen diesen Wert unterschreiben. 
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Während bisher absolute Abweichungen betrachtet wur­
den, zeigt Dia Nr. 7 eine Kurve der Abweichungsvertei­
lung unter Berücksichtigung der Vorzeichen. Der Grund 
für die Unsymmotrie zur Ordinatenachse kann darin lie­
gen, dass die in dieser Auswertung benutzten Material­
werte des Beonns ( fc: , \> (λ, ) nicht in jedem Behäl ter­
1 v. 
bere ich mit, den zur Zeit der Versuchsdurchführung im 
Modell vorhandenen Istwerten übereinstimmen. Eine ge­
ringfügige Korrektur des. bei der Auswertung benutzten 
Ε­Moduls ergibt eine zur Ordinatenachse symmetrische 
Abweichungsvertei lung. 
Die erreichte Genauigkeit aller* Messwerte ist für die 
MessVerhältnisse in Betonkörpern sehrzzufriedenstellend. 
Ks Lässt sieh hieraus mit Sicherheit schliessen, dass 
das auf der Methode1 der dynamischen Relaxation nach 
Otter beruhende Computorprogramm die Spannungs­ und Ver­
i'ormungsanalyse dickwandiger rotationssymmetrischer Be­
hälter sicher erfasst. 
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6.52 Rissbildüng und Tragverhalten des Behältermodells 
Für· die Bemessung des Modells wurden im Jahre 1965 fol­
gende Annahmen getroffen: 
+ Zulässige Zugspannung an der Behälteraussen­
2 seite im Betriebszustand 3o Kp/cm einachsig 
2 
bzw. 2o Kp/cm bei zweiachsigem Zugspannungs­
zustand . 
ι­ Abdeckung der Zugspannungskeile mit Schlaff­
stahl III b bei einer zulässigen Stahl­2 Spannung von 24oo Kp/cm . 
f Begrenzung der einzubauenden Spannkabel durch 
den Richtwert, dass bei 2,5­fachem Innendruck 
im Bruchzustand des Modells die Spannkabel 
'ihre Bruchlast erreichen. Durch diese Fest­
legung sollte verhindert werden, dass das 
Modell eine höhere Bruchlast aufweisen könn­
te als die Grossausführung­
Diese Annahmen führten zusammen mit den Zusatzbelastun­
gen der Zylinderwand aus Sonneneinstrahlung bei unge­
schütztem Stand im Freien und aus Biegung infolge Ungleich­
mässigkeit der Ringvorspannung mit 360 Umschlingungs­
winkel zu relativ frühem Auftreten der ersten Risse und 
zwar: 
Der erste Riss wurde bei 4o atü Innendruck registriert, 
Dia Nr. 8. Er verläuft aussen am Zylindermantel vertikal 
in der Nähe der Messebene. Diesem Anrisse folgten .3 weitere 
Anrisse auf Zylindermantellinien, welche sich etwa gleich­
massig über den freien Zylinderumfang zwischen den Lisenen 
verteilen. Berücksichtigt man die Zusatzbelastungen, so 
entspricht diese erste Risslast einem Innendruck von ca. 
5o ­ 55 atü. 
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Während der folgenden Lastzyklen bis maximal 65 atü 
Spitzen last, (Dia Nr. 9).i verfeinerte sich das Rissbild 
der Vertikalrisse durch Verlängerung von vorhandenen und 
das AuÜineben von neuen Rissen kontinuierlich. Beim Ab­
bremsen eines BelastungsVorganges karan jeweils gleich­
zeitig die Rissbildung zijm Stillstand. Diese Beobach­
tung, anhand der (Je räu schen t wie k lung (Knistern) deut­
lich zu verfolgen, deckt sich mit den Ergebnissen von 
Hissbreitenmessungen, deren lineare Last­Dehnungs­Dia­
C ramme bestätigen, dass sich d io die Risse kreuzenden 
Spannkabel, Schlaf f stähle und llül'lrohre noch voll elastisch 
verhaLten. 
Bei 65 atü Innendruck traten erste Horizontalrissc auf, 
welche allgemein den Arbeitsfugen der Betonierabschnitte 
folgen. Diese Fugen waren mit Waschbetonhilfe hergestellt 
worden und hatten annähernd die; gleiche Festigkeit wie: dm' 
Norma Lhe reich ­ Offenbar wirkte die Zusatzbelafetung aus 
Schwinddifferenzen jeweils zweier aufeinanderfolgender 
Betoni erschüsse bruchauslösend ­
Bei:.. Auftreten der ersten Horizontalrisse war die Zylin­
derwand durch das System der Vertikal risse so weit durch­
setzt, dass angenähert folgende einachsiale Vergleiehs­
rechnung aufgestellt werden kann: 
Radialspannung 
Tangentialspannung 
R 0 ,0 Kp/c 












o 24,7 Ko/ en· 
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Dlese mittlere Zugspannung erhöht sich an den Stellen, 
wo durch Zueinanderlaufen zweier Vertikalrisse der Quer-
schnitt eines gedachten Ersatzbalkens verringert wird. 
Da ausserdem a nicht gleich o, sondern eine geringe Zug-
spannung sein wird, sind die Horizontalrisse einheitlich 
, 2 bei dieser Laststufe von 65 Kp/cm Innendruck zu erwarten, 
In der Laststufe 78 atü wurden erste Anrisse im Lisenen-
hereich festgestellt. Sie entwickelten sich bis aur letzten 
Laststufe zu einem klaren System von unter ungefähr 45 
verlaufenden Rissen am Uebergang des Zylinders (Lisenenbe-
reiehs) in die Abschlüsse- Die Rissbildung war weiterhin 
gleichmässig, nicht progressiv und kam jhtbt dem Anhalten 
der Laststeigerung zum Stillstand-
Die Last-Dehnungs-Llnien der Mehrheit der Messtellen zei-
gen jedoch, wie in Dia Nr. lo wiedergegeben, dass bei 78 atü 
die Elastizitätsgrenze des Behälters erreicht ist- Vor 
allem auch die Rissbreitenmessung bestätigt dieses Ergeb-
nis. Denn bis zu 78 atü arbeiteten diese Geber beim Be-
und Entlasten linear und schlossen sich beim Entlasten-
Erst bei Erreichen des 2,2-fachen Berechnungsdruckes (86 atü) 
wurde auch mit Hilfe dieser Makroionstäbe eine Restrissbrei-
te gemessen,, welche anzeigt, dass der den Riss durchsetzen-
de Stahl oberhalb seiner Fliessgrenze beansprucht worden 
war. Hiermit war die Elastizitätsgrenze des Behälters über-
schritten. Eine Gegenüberstellung der Messwerte mit Rechen-
werten aus der Spannungsanalyse ist bei dem ab 78 atü Versuchst 
be lastung vorhandenen System nicht mehr möglich-
Zu diesem Zeitpunkt zeigten 8 Rissdetektoren bei den Last-
zyklen das Oeffnen und Schliessen von Rissen an. 
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Bei der letzten Laststufe von 86 atü (siehe Dia Nr. 11) 
wurde eine zweite Folge von Horizontalrissen beobachtet, 
welche, auf kürzestem Weg die kegelförmigen Aussparungen 
von Schalungsbolzen verbinden. 
In dieser Laststufe ergab die Auswertung der Messwerte 
für fast alle Geber Last­Dehnungs­Linien mit einem oberen 
nichtlinearen Ast­ Ausserdem wurde nach Entlasten eine 
Restdehnung gemessen. 
Bei 86 atü Innendruck sind die Vertikalkabel mit 
2 2 
a - 13,8 Mp/cm mfast bis zur Streckgrenze σ = 14,5 Mp/cm 
belastet. Dies ist die Begründung für die zweite Folge 
von Horizontalrissen und für das Erreichen der Elastizi­
tätsgrenze. 
In der letzten Laststufe zeigten 17 Rissdetektoren Risse 
an­
Der obere semisphärische Zylinderabschluss wiess bis zur 
Endlast keinerlei Risse auf­ Anders zeigte der untere Ab­
schluss (ebene Platte) schon bei 65 atü erste Radialrisse, 
welche sich bis zur Endlast zu dem in Dia Nr. 12 sichtba­
ren Netz verdichteten. 
Ausserdem setzten sich die Risse radial nach aussen und um 
die Abschlusskante umlaufend bis auf die halbe Höhe des 
Deckelumfanges fort­ Bei der­ Beurteilung dieses Biegebruch­
bildes muss berücksichtigt werden, dass beim Modell durch­
gleitenden Anschluss des Innenzylinders an den unteren Zy­
linderabschluss für diesen statisch ungünstigeren Bedingun­
gen geschaffen wurden, als es bei der Grossausführung der 
Fall wäre (biegesteifer Anschluss). Obwohl dann der Unter­
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schied im Tragverhalten der beiden Zylinderabschlüsse 
verringert würde, bleibt die Ueberlegenheit der oberen,ä 
semisphärisohen Lösung gegenüber der ebenen Platte zu be­
aohten. 
6.6 Langzeltversuche unter Betriebslast 
Bei den Kurzzeit­Versuchen hatten die Dehnungsgeber eine 
sehr gute Nullpunktkonstanz gezeigt. Daher schien der Ver­
such, Langzeitmessungen mit der vorhandenna Ausrüstung durch 
Zuführen, aussichtsreich, obwohl die Randbedingungen der 
Versuchsanordnung ­ Modell im Freien, ohne Konstanthaitung 
der Aussentemperatur ­ nicht ideal waren. 
c£n der Zeit von November 1968 bis Juni 1969 wurden der Be­
hälter unter 4o atü Innendruck und der Druekwasserspalt auf 
^5ο Celsius gehalten. Die Belastung wurde 2 mal täglich 
kontrolliert und gegebenenfalls nachgeregelt. Durchschnitt­
lich I mal je Woche wurden die 15 eingesetzten Dehnungs­
geber angemessen·. 
Die Auswertung der am 15­ Juni 1969 abgeschlossenen Lang­
zeitversuche zeigt: 
1. Eine erstaunlich geringe Nullpunktseurift. Dies 
liegt einmal an der guten Nullpunktkonstanz der 
Geber und andererseits muss geschlossen werden, 
dass bei dem Bebälteralter von ca. 2 1/2 Jahren und 
dder Belastungsgeschichte des Modells aus den Kurz­
zeitversuchen mit häufigen hohen Spitzenlasten 
die wesentlichen Anteile der plastischen Verfor­
mung bereits vorx­æggenommen waren. 
Die während der Langzeitversuche noch eingetrete­
nen plastischen Verformungen sind betragsmässig 
klein und von den Nullpunktsabweichungen der Ge­
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ber· gleicher Größenordnung; nicht zu sepa-
rieren <* 
2. Ueber die Dauqn dier Langzeitversuche änderten 
sich die Dehnungsrnessungen konform xa±& dem re-
gistrierten Temperaturgangides Modells über die 
Jahreszeiten Herbst, Winter, Frühjahr. Diese 
Messwertsohwankungen sind von gleicher Grössen-
ordnung wie die nach Abschluss der Versuche fest-
gestellte Nullpunktschx'ift der Geber. 
Der Temperatureinfluss lässt sich ebenfalls nicht sepa-
rieren, da sich durch die Rissbildungen ein in rechneirisch 
nicht erfassbares statisches System mit nicht ausreichend 
bekannter Temperaturverteilung ergeben hat. 
Es ist daher unzulässig^ eine Auswertung der Langzeit-
messungen mit dem Ziel durchzuführen zablonmässige Aus-
sagen über das langzeitigo Inelastische Verhalten des Bo-
hältermode11s zu machen. 
Es sollte vielmehr empfohlen werden bei der Gelegenheit 
eines ähnlichen Modellbaues bzw.. bei Grossausfübrunp;en 
von Spannbletori-Reaktor-Drij.ckbehälte.rn eine technisch ge-
eignete, wenn auch finanziell aufwendige Instrumentierung 
von vorneherein vorzusehen, um derartige Langzeitmessungen 
mit Aussicht auf Erfolg anstellen zu können. 
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Wasserhaushalt des Anmachwassers von Beton beim Evakuieren 
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PRESSURE AND TEMPERATURE TESTS AND 
EVALUATION OF A MODEL PRESTRESSED 
CONCRETE PRESSURE VESSEL 
T.E. NORTHUP 





The first U. S. PCRV, for the 330-MW(e) High-Temperature Gas-Cooled 
Reactor (HTGR) plant for the Public Service Company of Colorado at Fort St. 
Vrain, is now under construction with its side walls approximately one-third 
completed. At least six other PCRVs are in various stages of construction 
in Europe. This worldwide progress in the use of the PCRV concept can, in 
no small part, be attributed to the numerous and obviously successful ex-
periments conducted on scale models. The pressure and temperature tests 
and evaluation of one such model are the subject of this paper. 
Two large prestressed concrete models have been built and tested by 
Gulf General Atomic Incorporated (GGA) to gain experience in design and 
construction of the first U. S. PCRV, to assess the predictability of 
vessel deformations by analytical methods, and to determine the struc-
tural action of the composite structure when subjected to various loadings 
(Refs. 1 and 2). The testing of the first model and a summary comparison 
of test results with analysis were presented at the London Conference 
(Ref. 3). The second model (Fig. 1) is approximately one-quarter scale 
of the PCRV for the nuclear station being built in Colorado, and is a' 
considerably more complex structure than the first model. This work was 
accomplished in support of the AEC power reactor demonstration program. 
This more ambitious model had numerous construction, design, and 
experimental objectives which are listed below: 
1. Construction. Determination of construction difficulties resulting 
from design solutions in such areas as the use of preplaced aggregate 
and job-mixed concrete, installation of liner, penetrations, and pre-
stressing system. 
Work supported by the U.S. Atomic Energy 
Commission, Contract AT(04-3)-633. 
Gulf General Atomic Project 901 
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Fig. 1. Small PCRV test structure 
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2. Short-Term Response to Loads. Evaluation of strain and deformation 
response resulting from pressure, temperature, prestressing, and the 
combination of these forces. Gross vessel deformations include radial, 
circumferential, and axial directions. 
3. Concrete Moisture Loss Rate. Determination of qualitative concrete 
moisture loss rate 
4. Pressure Cycle Effects. Observation of effects of pressure cycles 
5. Vessel Concrete Creep. Investigation of time-temperature-dependent 
concrete behavior 
6. Gross Gas Leakage. Evaluation of gross gas leakage from a faulted 
lino-
7. Overpressure Tests. Determination of vessel response under overpressure 
loads 
The model data presented in this paper have been compiled from more 
detailed reports on specific topics researched at GGA (Refs. 2, 4, and 5). 
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MODEL SCOPE AND TEST SUMMARY 
The model tests involved such extensive instrumentation and testing 
procedures that a complete description is beyond the scope of this 
presentation. This paper is limited to the major tests and their results, 
along with comparisons with design predictions where available. The 
model vessel discussed here has been tested over a 2-year period, including 
both hydraulic and gas pressurizing media. Elevated-temperature tests were 
conducted to assess the long-term behavior of the PCRV model, with par-
ticular emphasis on the creep of concrete subjected to complex mechanical 
and thermal loading conditions. 
The major conditions of loading are produced by prestress, internal 
pressure, and differential thermal expansion resulting from temperature 
gradients. All of these individual, as well as combined, loading conditions 
were reproduced in an extensive series of tests on the scale PCRV. The 
structural behavior of the vessel was monitored during the tests by 
approximately 1300 sensors, the signals from which were recorded by an 
automatic data acquisition system. The test results demonstrated that 
the structural response of the vessel to short-term loadings up to reference 
pressure (RP)* is elastic. The structure's behavior with a constant 
temperature gradient of 50 F (27.8 C) across the walls was monitored. 
Since concrete creep rate decreases with time according to an approximately 
logarithmic law, the correlation of the test results with analysis provided 
confidence in the extrapolation of the creep magnitude to the 30-year 
design life of a full-size PCRV. A series of tests was conducted to 
* Reference pressure (RP) is defined as the minimum pressure for 
which zero average stress first occurs on any planar cross-section through 
the vessel cavity at the end of the specified PCRV design life. 
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demonstrate the behavior of'the vessel under hydraulic pressure loading 
beyond RP. These tests demonstrated the ability of the vessel to withstand 
overpressures up to 2.13 RP (1500 psig, 105.5 kg/sq cm) without structural 
failure as required by the design criteria. No cracking, buckling, or other 
evidence of incipient failure occurred in the liner or penetrations in any 
of these tests; cracking of the concrete occurred in the manner predicted 
(external horizontal and vertical cracks at midheight of vessel wall and 
interior horizontal cracks at the haunches), and the load deflection 
curve departed in the expected manner from the linear elastic regime 
extending beyond the RP into a nonlinear regime where gradual and 
progressive concrete cracking was occurring. Such is the failure mode of 
this type of PCRV. 
The deep, thick PCRV heads are much stronger than the more flexible 
vessel wall. A further series of tests was conducted to demonstrate 
vessel behavior under abnormal and accident conditions and to demonstrate 
the margins of safety in the design. These tests are listed below. 
1. Pneumatic Overpressure Test. Gas was used under high overpressure 
(1.6 times RP) to show that the structural behavior was the same 
as that experienced when oil was used as a pressurizing medium. 
2. Gas Permeation Tests. Pipes attached to holes 1/2-in. (1.27 cm) in 
diameter through the liner were pressurized with helium while internal 
oil pressure was applied to the vessel cavity. These tests showed 
the leakage rates of helium that could be expected with a locally 
defective liner, the rate of loss being limited by the rate of permeation 
through the concrete vessel wall. 
* / 1 kg/sq cm a 1 atmosphere. 
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3. Gas-Release Tests. A test was performed in which a crack 1-ft (30.5 cm) 
long and 1/8-in. (0.32 cm) wide was cut in the steel liner of the 
vessel at a location in the top haunch where there would certainly 
be concrete cracking when overpressure conditions existed in the 
vessel. The precut crack in the liner was covered by a piston-operated 
shoe that could be rapidly removed by remote control with the total 
vessel cavity under gas pressure. At various pressures up to 1.63 
RP, the shoe was removed from the crack and the vessel behavior was 
monitored as the gas permeated through the concrete. The only structural 
responses observed in any of the tests were load increases of 1% and 
4% in two tendons, and a strain increase of 30 χ 10 in a monitored 
reinforcement bar. Twenty-two other tendon load cells and several 
hundred other strain gages registered no response. 
4. Tendon Detensioning Tests. Nine prestressing tendons in one location 
of the vessel were completely detensioned, and strain and load measurements 
were monitored to observe the vessel behavior during pressurization. 
The test, demonstrated that, with a large percentage of prestressing 
tendons removed to cause eccentric loading, the vessel would still 
safely withstand RP in the cavity. 
564 
MODEL PRESSURE VESSEL 
DESCRIPTION 
The model (Fig. 2) has a vertical cylindrical cavity with flat 
bottom and top heads having multiple penetrations. The cavity and pene-
trations are lined with steel to provide a gas-tight seal. The exterior 
cross section of the vessel is hexagonal; the extended corners are 
designed to accommodate the anchors of the circumferential prestressing 
tendons. The axial, circumferential, and cross-head tendons (unbonded) 
provide the force required to counteract internal pressures applied to 
the vessel. The PCRV model is provided with bonded reinforcing steel 
placed near the interior and exterior concrete surfaces and around the 
prestressing tendon anchor plates for control of cracks from thermal 
gradients and concentrated loads. The model cavity is 8 ft (2.44 m) in . 
diameter and 10 ft (3.05 m) high. Head and minimum wall thicknesses are 
4 ft (1.22 m) and 2 ft 1-1/2 in. (0.65 m ) , respectively. 
The model was constructed with preplaced aggregate concrete techniques 
for the lower 7 ft 6 in. (2.29 m) section and conventional job-mixed 
concrete for the upper 10 ft 6 in. (3.2 m) section. Preplaced aggregate 
concrete was selected for use in the lower portion of the vessel because 
of its adaptability to placement in areas having difficult access. The 
full-size vessel bottom head was concreted similarly. Crushed andesite 
aggregate from Lyons, Colorado, and Type II low-alkali cement were used 
in the concrete mix. 
Electrical resistance strain gages, Carlson gages, and vibrating-wire 
strain gages recorded the strain on the reinforcing bars, on the liner, 









































Fig. 2. Cutaway view of PCRV model 
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sensors used on the surface of the concrete. Temperature measurements 
in the concrete and on the steel were made with thermocouples, some of 
which were incorporated into the vibrating wire sensors. Electrolytic-
type moisture monitors were embedded in the concrete for moiture distribu-
tion studies. Linear potentiometers were used to measure the changes in 
shape of the vessel. Spool-type load cells were installed on selected 
tendons. Approximately 1300 sensors were monitored during the tests. 
About 30% of the sensors were initially damaged during construction and 
prestressing, and as the test period progressed, most of the resistance-
type gages on the reinforcing bars and liner at the liner-concrete inter-
face displayed leakage and became unreliable for long-term measurements. 
The cavity of the model, including the bottom access penetration and 
the top head penetrations, can be pressurized with heated oil to simulate 
internal cavity pressure and temperature loadings. 
The model, shown in Fig. 1, was enclosed in an insulated shelter for 
the heating tests to control exterior surface temperature fluctuations. 
Table 1 contains details of the geometry and material data for the 
model. 
PERFORMANCE REQUIREMENTS 
The following performance requirements were established for the vessel: 
1. A general state of compression should exist in the vessel at or 
below RP of 705 psig (49.6 kg/sq cm). 
2. The prestressing and reinforcement should be such that upon over-
pressurization the cracks in the concrete would be well distributed, 
particularly where major areas of tension strain are predicted to 
occur near the liner. 
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TABLE 1 
MODEL DIMENSIONAL AND MATERIAL DATA 
Min. wall thickness 
Max. wall thickness 









Single strand (F.04) 
Strand diameter 
Guaranteed ultimate tendon strength 




Apparent modulus of elasticity, E 









Elongation at ultimate 
25-1/2 in. (0.65 m) 
40-1/2 in. (1.03 m) 
48 in. (1.22 m) 
8 ft (2.44 m) 
12 ft 3 in. (3.74 m) 
14 ft 7-7/8 in. (4.47 m) 
18 ft (5.49 m) 
10 ft (3.05 m) 
GTM-SEEE (French) 
61 0.163-in. (4.2 mm) diam wire 
1.48 in. (37.5 mm) 





24.5 χ 106 psi (1.72 χ IO6 kg/sq cm) 
4.6% 
AISI 1010, cold-rolled electric weld 
2 in. (5.08 cm) 
ASTM-A431 
75,000 psi (5,273 kg/sq cm) 
100,000 psi (7,031 kg/sq cm) 
7.5% 
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1/4 in. (6.4 mm) 
Type II, low alakali 
Crushed andesite 
6000 psi (422 kg/sq cm) 
29.3 cu yd (22.4 eu m) 
39.6 cu yd (30.3 cu m) 
4.5 x IO6 psi 
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3. The vessel should withstand major concrete cracking without 
leakage and without significantly changing structural response 
to subsequent pressure loads less than those that cause discernible 
cracking. 
4. Liner leakage should occur before major structural failure. 
5. The mode and location of structural failure, as well as the 
pressure at which it would occur, should be predictable. 
DESIGN AND ANALYSIS 
The model was designed using an elastic "working stress" finite 
element analysis approach (Ref. 6) with adjustments to account for time-
dependent inelastic effects (Ref. 7), and limit-design techniques to 
satisfy ultimate strength requirements (Refs. 8 and 9). 
Using the finite-element analysis, the PCRV elastic stresses were 
calculated for the following load conditions: (1) prestress, (2) pre-
stress plus internal pressure, (3) prestress plus temperature, and 
(4) prestress plus temperature plus internal pressure. 
In general, the axisymmetric analysis assumed that the PCRV structure 
is an idealized continuous solid and is made up of many small elastic 
elements. Based on the admissible deformation patterns of these individual 
finite elements, the stiffness and load matrices of the structure can be 
derived. The program includes the effects of the individual components 
such as concrete, reinforcing steel, and liner in the composite structure 
to the extent possible in a two-dimensional geometry. Approximate time-
dependent material variables may be specified for each finite element so 
that the effects of creep and relaxation can be approximated. 
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The limit design concept was used to supplement the elastic working 
stress design approach. Limit design is used where assumptions of the 
elastic analysis are clearly not valid, and where structural yielding and 
deflection increases are beyond the capacity of evaluation by elastic 
design methods. For the PCRV model, this condition was assumed to occur, 
in general, when net compression was no longer maintained on a cross 
section through the cavity. Application of elastic design beyond initial 
concrete cracking is as in beam design, permitted by the use of bonded 
reinforcement to resist the tensile forces. Limit design is used to 
ensure that the materials of the structure never exceed their specified 
capacities before a specified limit, typically when a predetermined multiple 
of the service load is reached. Free-body relationships with connecting 
hinges were assumed for the PCRV model structure and static equilibrium 
between structural components and cavity pressure was maintained. 
The ability to predict elastic, as well as inelastic, vessel 





The model was subjected to various loading conditions over a period 
of more than 2 years. Monitoring of the sensors commenced immediately 
after the first concrete was placed. At the time of the prestressing of 
the model, the lower half was 50 days old and the upper half was 30 days 
old. The test history imposed on the model is briefly described in Table 2. 
(This history has been simplified by eliminating some repetitious short-term 
pressure tests.) 
CONSTRUCTION AND RESULTS 
The methods of construction were conventional except for the use of 
preplaced aggregate concrete (PAC). Contractors submitted bids based 
on design drawings and construction specifications prepared by the 
designers. The specifications listed the use of specific concrete and 
cement materials from the Colorado area where the full-size vessel was 
to be built. The type of tendons used on the EDF-3 vessel in France were 
also specified because of availability of detail design data on the 
system at that time. The liner and penetrations (Fig. 3) were designed 
and fabricated at GGA in accordance with the ASME Boiler Pressure Vessel 
Code, Section III, Nuclear Vessels, 1965. 
The model was designed and constructed within an 8-month period 
starting in mid-1965. In spite of the large number of embedded items, 
low slump [1-1/2 in. (3.8 cm)] job-mixed concrete of relatively high 
compressive strength was placed without serious difficulty. The con-
gestion within the bottom head of the vessel did not lend itself to 
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TABLE 2 




































































Prestressing period. Tensioning sequence: 
(1) 2/3 vertical, (2) head circumferential, 
(3) 1/3 vertical, (4) wall circumferential, 
and (5) cross-head tendons. 
Pressure - 0 psig, ambient temperature. 
Ambient temperature increased from 65 F 
(18.3 C) to 75 F (23.9 C) during this 
perlod. Several short-term pressure tests 
conducted. (See Β Η and E .) 
Start hydraulic cyclic pressure tests working 
up to 705 psig (49.6 kg/sq cm). 
Start gas permeation tests with various 
internal pressures up to 705 psig (49.6 kg/sq cm). 
Perform gas blowdown tests. 
Pressure - 0 psig, temperature rise period at 
2 F (1.1 C) per day. Cavity oil temperature 
raised from 75 F (23.9 C) to 110 F (43 C ) . 
Pressure - 0 psig. Cavity oil temperature 
held at 110 F (43 C)- gradient across wall, 
ΔΤ - 25 F (13.9 C ) . 
Pressure - 0 psig, temperature rise period 
at 2 F (1.1 C) per day. Cavity oil tem­
perature raised from 110 F (43 C) to 140 F 
(60 C ) . 
Pressure - 0 psig. Cavity oil temperature 
held at 140 F (60 C ) ; gradient across wall 
ΔΤ - 50 F (27.8 C ) . Short-tent cyclic 
pressure test conducted to 705 psig (49.6 
kg/sq cm) near end of period. 
Pressure - 585 psig (41 kg/sq as), cavity 
oil temperature at 140 F (60 C ) , ΔΤ - 50 F 
(27.8 C ) . 
Pressure - 0 psig. temperature cool dovn at 
5 F (2.8 C) per day. Cavity oll temperature 
reduced fron 140 F (60 C) to ambienti. 
Pressure - 0 psig, ambient temperature. 
Ambient temperature decreased fro« 69 F 
(20.5 C) to 60 F (15.5 C ) . 
Pressure - 1200 psig (84.1 kg/sq ca), ambient 
temperature. First hydraulic pressure over­
load teat. 
Pressure - 0 psig, ambient temperature. 
Ambient temperature Increased from 60 F 
(15.5 C) to 75 F (23.9 C ) . Pneumatic 
(nitrogen) pressure overload teata to 
1150 psig (80.9 kg/sq cm) conducted midway 
during this period. 
Preasure - 1500 palg (105.5 kg/sq cm), 
ambient temperature. Second hydraulic 
pressure overload teat. No failure. 
Pressure - 585 psig (41 kg/sq cm), ambient 
temperature. Ambient temperature decreased 
from 75 F (23.9 C) to 55 F (12.8 C) during 
firat half, then increased to 72 F (22,2 C) 
et end of teat. Sustained pressure Inter­
rupted for 15 days midway in the period for 
pertial detenalonlng testa. 
End of teets. 
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3. Installation of liner and penetrations 
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job-mixed concrete use, especially on the larger vessel. Consequently, 
the preplaced aggregate method of concreting was used. All embedments 
were installed followed by coarse aggregate, into which a highly fluid 
cement-sand grout was pumped. The resulting concrete met all specified 
requirements. It was established that grout temperature, fluidity, and 
sand gradation controlled the satisfactory use of the preplaced aggregate 
concreting method. On a helium-cooled HTGR, low leakage is a necessity; 
therefore, two-sided welds are used on the liner. This construction 
feature prevents use of the methods similar to those used on C0„-cooled 
vessels, and grout cannot be placed through the holes in the liner. The 
large, and numerous, bottom head penetrations, along with two-sided weld 
attachments to liners, further prevent the following of European con-
struction practices. 
The successful construction of the model gave confidence that the 
selected methods and materials could also be used successfully on a 
larger PCRV. 
SHORT-TERM RESPONSE TO LOADS 
The major test phases performed on the model involving response 
due to short-term applied loadings are listed below: 
1. Prestressing 
2. Pressurization up to RP [705 psig (49.6 kg/sq cm] 
3. Vessel heating 
4. Hydraulic overpressure tests up to 1500 psig (105.5 kg/sq cm) 
(2.13 RP) 
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5. Pneumatic overpressure and gross gas release tests up to 1150 psig 
(80.9 kg/sq cm) (1.63 RP) 
6. Permeation tests up to a maximum gas pressure of 950 psig 
(66.8 kg/sq cm) 
Strain histories caused by prestressing forces are difficult to 
predict because of the sequential manner in which the forces are applied 
and because of the creep and shrinkage that occur during the prestressing 
time period. The comparison of tests and analytical strains, however, 
indicated reasonable agreement at vessel locations where the assumption 
of axisymmetry prevails and where local discontinuities are not present. 
This is illustrated in Fig. 4 for prestressing strains near the vertical 
portion of the liner, away from penetrations and tendon anchor bearing 
plates. In addition, the test strains plotted in Fig. 4 were partially 
corrected by subtracting creep and shrinkage strains over periods when 
no tendons were being tensioned during the prestressing operation. As 
shown, axial tensile strains (approximately 90 χ 10 ) were observed 
at inner midplane where a compressive strain (-65 χ 10 ) was predicted. 
The compressive axial strains developed by the longitudinal tendons (which 
were tensioned first) were offset by the bending and Poisson effects 
introduced by tensioning of the circumferential tendons at midplane; 
hence, an effect of prestressing sequence showed on the measured strains. 
Concrete strains due to an internal pressure of 705 psig (49.6 kg/sq cm) 
and measured at different locations in the vessel are shown in Fig. 5. 
Comparison between test and theoretical strains shows good agreement for 
pressure loadings. Time-dependent effects, such as creep and shrinkage, 
are not involved because pressure loading was of short duration. 
Initial pressurization was performed within 10 days after completion 
of prestressing. The model was hydraulically pressurized with oil at 
ambient temperature. Cyclic pressures were applied from 100 psig 
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NOTE: TEST STRAINS FROM DIFFERENT 
VERTICAL SECTIONS OF THE MODEL 
Fig. 4. Axial strains (theory versus test) in concrete adjacent to steel 
liner due to prestress 








NOTE: TEST STRAINS FROM DIFFERENT 
VERTICAL SECTIONS OF THE MODEL 
Fig. 5. Axial strains (theory versus test) in concrete adjacent to steel 
liner due to internal pressure of 705 psig (49.6 kg/sq cm) 
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(7 kg/sq cm) to a maximum pressure of 705 psig (49.6 kg/sq cm), including 
a 24-hour hold test at 705 psig (49.6 kg/sq cm). Another 24-hour hold 
test at 705 psig (49.6 kg/sq cm) was conducted, using nitrogen as the 
pressurizing medium, after the initial pressure cycling tests were 
completed and before thermal heating. 
The cyclic pressure tests to a maximum pressure of 705 psig 
(49.6 kg/sq cm) were later repeated with the oil temperature at approxi­
mately 140 F (60 C) and at a AT = 50 F (27.8 C) across the vessel wall. 
This was followed by a 22-day hold test at normal working pressure of 
585 psig (41 kg/sq cm) and ΔΤ = 50 F (27.8 C) (refer to Figs. 11 and 
12, which are discussed in the section on vessel concrete creep). 
While the vessel was at temperature [ΔΤ = 50 F (27.8 C)], it was 
pressurized hydraulically to 810 psig (57 kg/sq cm). This calculated 
level of 1.15 times RP was established by the limiting condition of 
net compression at critical vessel sections under residual prestress, 
temperature gradient, and internal pressure. Observations made during 
this test indicated that the overall vessel response, as indicated by 
deflection and tendon load measurements, was essentially linear up to 
810 psig (57 kg/sq cm). 
Although hairline cracks caused by shrinkage and the temperature 
gradient were observed on the exterior concrete surface of the vessel, 
the response of the vessel to internal pressurization at temperature was 
not significantly different from the response at initial pressurization 
at ambient temperature when shrinkage cracks alone were present. 
Vessel deflections caused by the application of prestress, pressure, 
and temperature were measured inside the vessel cavity in the radial and 
axial directions. Observed prestress deflections and calculated values 
are shown in Fig. 6. While local strains within the vessel as recorded 
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TIME AFTER CONCRETE PLACEMENT (DAYS) 
Fig. 6. Vessel deflections during prestress, pressure, and temperature tests 
LC64233 
Fig. 7. Relative moisture versus time history 
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by individual gages may be greatly influenced by the proximity of 
penetrations and other discontinuities, the overall vessel deform-
ations should not be significantly affected by such discontinuities. 
CONCRETE MOISTURE LOSS RATE 
Moisture monitor readings immediately after wet concrete place-
ment at typical gage locations are shown in Fig. 7. The time scale 
starts at the beginning of the model construction. The maximum values 
registered were associated with peak cure temperatures about 3 days 
after initial concrete placement. The "dry condition" represents a 
completely dry gage reading prior to insertion into the model forms. 
The gage reading just before concrete placement shows the equilibrium 
condition in air. 
Typical moisture behavior in the vessel concrete as affected 
by temperature is shown in gage locations 1 and 2. The moisture 
increase at gage 2 in the interior part of the concrete wall was 
associated with periods of temperature rise. The exterior moisture 
monitor (gage 1) indicated only slight activity during the temperature 
tests. 
The moisture registered by gage 1 has shown little change over 
a period of 2 years, and gage 2 has returned to below its preheating 
level following the moisture redistribution activity caused by 
heating. The increase in moisture level between 525 and 625 days 
corresponds to a period when the roof of the insulated structure 
around the model was temporarily removed. From the data shown, 
it will take considerable time for the drying condition to be 
reached, if ever, since equilibrium with surrounding air will probably 
control subsequent moisture levels in the concrete. 
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PRESSURE CYCLE EFFECTS 
Figure 8 shows the relationship between pressure and strain 
of two resistance-type gages attached to vertical reinforcing bars 
when the vessel was being subjected to progressively higher pressure 
cycles. The initial zero strain is taken at the start of the cyclic 
pressure test program. The plots for total, residual, and instant-
aneous strains are based on the means of the cyclic strain outputs 
at each pressure level. 
Observations derived from these curves are as follows: 
1. The total strain output does not plot linearly with pressure 
level. 
2. The residual strains at zero pressure indicate inelastic 
deformation due to pressurization, which may or may not 
be permanent with respect to time. 
3. The instantaneous strains plot linearly with pressure 
level. In addition, the instantaneous strain curve 
for the cyclic pressurization is parallel to the 
corresponding strain curve for an incremental pres-
surization without cycling performed subsequent to the 
cyclic test program. (Shift in strain value at zero 
pressure is attributed to creep effects. The plots in 
Fig. 8 are typical for other sensors in the model at 
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Figure 9 shows plots of pressure versus instantaneous strain 
extracted from the results of a statistical analysis of 
resistance-type (SR) and vibrating-wire-type (SF) strain gages. 
At each cyclic pressure level and the corresponding number of 
cycles (Ν), the mean and standard deviations of the instan­
taneous strains have been calculated. A curve through the 
mean strains, with a dispersion (scatter band) limit of plus or 
minus) one standard deviation, is plotted for each gage. Since 
sensor reliability is very important to the acquisition of reliable 
test data, an evaluation of the plots of Fig. 9 provides an 
example of a method of classifying valid sensors. Preliminary 
observation on the scatter band indicates no correlation with 
pressure levels. The use of statistical techniques for data 
analysis becomes important because of scatter observed in the 
sensor outputs. The level of confidence of inferences made 
from sensor outputs will be influenced by the amount of scatter 
of such points. It had been noted that the SF-144 sensor had 
a history of out-of-range outputs. From preliminary results 
of computer out-of-range check, the SF-144 sensor had been 
out of range from 33 to 66% of the time. The use of data 
output from the SF-144 sensor should be properly qualified to 
reflect this out-of-range history. However, under subsequent 
tests where higher tension strains were produced (temperature 
and pressure), the range of SF-144 response improved and the gage 
showed good reliability. 
VESSEL CONCRETE CREEP 
Experimental creep (including shrinkage) results obtained from a 
typical strain gage in the model during four distinct loading conditions 
are shown in Fig. 10. Strain versus log time relations are plotted for 
(1) prestress loads and ambient temperature for 125 days, (2) residual 
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FINAL PRESTRESS AND AMBIENT TEMP 
EFF PRESTRESS AND ΔΤ = 25 F (13.9°C) (OIL TEMP - 110 F (43 C)) 
EFF PRESTRESS AND ΔΤ - 50 F (27.8 C) (OIL TEMP = 140 F (60 C)) 
EFF PRESTRESS, 585-PSIG (41 KG/CM2) PRESSURE AND ΔΤ ·= 50 F (27.8 C) 
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000 
TIME + 1 (DAYS) 
Fig. 10. Strain versus log time for a circumferential concrete gage at inner midplane 
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and ΔΤ = 50 F (27.8 C) for 62 days, and (4) 585 psig (41 kg/sq cm) 
sustained pressure at ΔΤ = 50 F (27.8 C) for 22 days. A regression and 
correlation analysis using a strain-log time curve was made, and the 
results are shown in Fig. 10 as straight lines with the corresponding 
line slopes indicated. The curve fit was generally good, as shown by 
the correspondence of the experimental points. 
One of the most significant results of the tests was that the 
measured rate of creep (including shrinkage), as indicated by the 
slope of the strain-log time curves during the condition of residual 
prestress and elevated temperature, was lower than or equal to the 
measured rate of creep (including shrinkage) under prestress and ambient 
temperature. The lower creep rates measured at elevated temperature are 
attributed to: (1) the influence of the imposed temperature field, which 
acts as a body force opposing the prestress force, (2) reduced concrete 
stresses due to some loss of prestress force, and (3) the increase in 
strength and reduction in creep of concrete due to aging at the applica­
tion of heating to the vessel. During the 585 psig (41 kg/sq cm) pressure-
sustained test, strains initially increased in the same direction as the 
strain caused by pressurization (probably due to creep recovery resulting 
from stress reduction in the concrete), but indicated a leveling off 
near the completion of the 22-day period. 
The creep trends shown in Fig. 10 were found to be typical of the 
creep rates measured throughout the vessel concrete. 
It was also significant that all of the creep rates measured in the 
model were found to be less than the creep rates observed in the reference 
cylindrical specimens made of the same concrete used in the model. 
By using two-dimensional viscoelastic finite element techniques developed 
at GGA over the past few years (Refs. 5 and 7), a comparison of model 
creep behavior with analytical predictions was made. 
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The selected gages shown in Figs. 11 and 12* are located in R-Z 
planes bisecting the angles between the large off-center head penetrations 
of the model (see Fig. 2). Because of symmetry, the model response is 
similar in these planes and the circumferential position of the gages 
therefore need not be specified. The test activities given in Table 2 
are also shown in the figures. 
The results shown in the figures consist of strains in the concrete, 
strains on the cavity face of the liner, and displacements. The gage 
numbers refer to a master scheme and are retained here to facilitate 
reference to other publications. The prefixes SK, SF, LC, and SW refer 
to the Carlson, vibrating-wire, load cell, and bonded resistance 
circumferential gages. The Carlson and vibrating-wire gages measure 
strains in concrete and the bonded resistance gages measure the strain 
on the liner surface. The corresponding gages on the liner outer surface 
(at the liner-concrete interface) were damaged; therefore, the inner 
surface gages may contain a bending component. Since the analysis 
does not account for bending, the bending strains will appear as a 
discrepancy between the analysis and experiment. 
The concrete gages SK-407 (Fig. 11a) and SF-144 (Fig. lib) are 
located at midheight, close to the interior and exterior surfaces, 
respectively. As shown in the figures, the outer gage, which is more 
influenced by weather conditions and the nonsymmetry of the outer 
surface, does not show as good an agreement with analysis as the inner 
gage. Concrete gages in the haunch area (Figs, lie and lid) are similarly 
located radially, but they span a distance of 21 in. (53.3 cm) in the axial 
direction. In spite of the possibility of steep gradient influence, fair 
agreement between analysis and experiment is still indicated. 
The two liner gages (Figs. 12a and 12b) generally show poor agree-
ment with analysis, except in the preheating period. Other than the 
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Fig. 11. Concrete strain: (a) circumferential at inner midplane; (b) axial at exterior midplane; (c) axial 
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Fig. 12. Strain and displacement: (a) circumferential strain, inside liner face near midplane; (b) circum­
ferential strain, inside liner face near haunch; and (c) radial displacement, inner midplane. 
(Letters refer to test activity, see Table 2) 
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bending component mentioned earlier, no meaningful explanation can be 
offered for the discrepancy. However, it should be pointed out that the 
concrete gage (Fig. 11a), the liner gage (Fig. 12a), and the radial dis­
placement gage (Fig. 12c) are in the same general vicinity. The concrete 
gage and the displacement gage generally show good agreement, but the 
liner gage does not. This would indicate local liner effects that cannot 
now be identified. 
Deflections of the vessel cavity are also shown in Fig. 6 from the 
start to the completion of the heating test. The vessel underwent 
thermal expansion during the temperature rise of 2 F (1.1 C) per day. 
The effect of concrete creep (including shrinkage) at elevated temperatures 
is more pronounced in the axial than in the diametral direction. In the 
second stage of temperature rise, the deformation from creep (including 
shrinkage) was greater than the thermal expansion in the axial direction. 
Also, the diametral deformation from creep (including shrinkage) at the 
completion of the unpressurized hold period at WT = 50 F (27.8 C) did 
not exceed the initial thermal expansion. During the 585 psig (41 kg/sq cm) 
pressure-sustained test, vessel dimensions initially increased but started to 
level off near the completion of the 22-day period. Contraction in the 
diametral and axial directions was practically linear with time during the 
temperature drop of 5 F (2.8 C) per day. 
GROSS GAS LEAKAGE 
Pneumatic testing was performed using nitrogen gas as the pressurizing 
medium at ambient temperature. The model was subjected to several over­
pressures up to a maximum gas pressure of 1.63 χ RP [1150 psig (80.9 kg/sq cm)] 
Gas release tests, through a preformed crack in the steel liner, were 
conducted at internal pressures of 705, 1050, 1100, 1125, and 1150 psig 
(49.6, 73.8, 77.3, 79.1, and 80.9 kg/sq cm). 
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A 12-in. long by 1/8 in. wide (30.5 cm χ 0.32 cm) (nominal) crack 
was cut at the center of the toroidal top haunch section near a 12-in. 
(30.5 cm) diameter top head penetration. A crack cover fixture, consisting 
of a steel shoe connected to a pneumatic ram, was installed, which 
allowed for opening (and sealing) of the liner crack at specific pressure 
levels. The liner crack was purposely oriented in the vessel so that 
existing strain gages and tendon load cells were nearby. 
To detect gas flow at different locations of the vessel, pressure 
gages were installed at the existing permeation lines that were originally 
used for local permeation testing of the model liner. These permeation 
ports at the liner-concrete interface are located at the top haunch (90 
and 180 deg from the preformed liner crack), top head, midplane (90 deg 
away), construction joint (directly below the liner crack), bottom 
haunch, and bottom head. 
The primary purpose of the pneumatic pressure and gas release tests 
was to investigate the effect on the structural response of the vessel 
of pressurized gas flowing through the cracks in the vessel walls at the 
overpressure levels. Significant findings are summarized below. 
Internal Pressure Decay 
Gas was allowed to flow through the preformed liner crack for 
approximately 3 hr during the gas release tests at 705 psig (49.6 kg/sq cm) 
(RP) and 1.5 χ RP [1050 psig (73.8 kg/sq cm)]. During the 1150 psig 
(80.9 kg/sq cm) test, gas flow was monitored over a 1-hr duration. 
1. Pressure decay during the 705 psig (49.6 kg/sq cm) test was 
practically linear at a rate of 0.6 psi (0.04 kg/sq cm)/min. 
2 Pressure decay during the 1050 psig (73.8 kg/sq cm) test was 
nonlinear; the pressure decreased from 1050 to 570 psig 
(73.8 to 40.1 kg/sq cm) within 3 hr. The maximum rate was 
approximately 6.5 psi (0.46 kg/sq cm)/min initially. 
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3. During the 1150 psig (80.9 kg/sq cm) test, the pressure 
decreased from 1150 to 700 psig (80.9 to 49.2 kg/sq cm) 
within 1 hr. The maximum rate was approximately 21 psi 
(1.5 kg/sq cm)/min for the first 5 min. 
Vessel Structure Response 
The effect of pressurized gas flow through the liner crack on the 
structural response of the vessel was observed through changes in the 
strain, deflection, and tendon load measurements. 
1. No measurable response was detected during the 705 psig 
(49.6 kg/sq cm) test. 
2. At the overpressure test levels, some tendon load changes were 
observed. During the 1150 psig (80.9 kg/sq cm) test, a maximum 
load increase of 4200 lb (4.2%) was measured in a cross-head 
tendon at the top head. A similar load increase of 1400 lb (1.1%) 
was indicated in a circumferential tendon at midplane. No 
response was measured in the vertical tendons. A maximum 
strain increase of 30 χ 10 was indicated in a rebar at 
the haunch opposite the liner crack. Other gages away from 
the vicinity of the liner crack did not register strain in­
creases during the gas release tests. 
3. Upon reduction of the internal pressure by approximately 
50 psig (3.5 kg/sq cm), the vessel assumed the normal elastic 
unloading response by showing increasing compressive strain. 
No permanent deformation was indicated. 
Gas Flow Observations 
Gas flow was observed at different liner-concrete interface locations 
in the vessel. During the 1150 psig (80.9 kg/sq cm) test, gas pressures 
of 495 and 70 psig (34.8 and 4.9 kg/sq cm) were measured through the 
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permeation lines located at the top haunch and at 90 and 180 deg away 
from the liner crack. Gas pressure of about 100 psig (7 kg/sq cm) was 
measured at midplane (90 deg away from liner crack). No pressure 
increase was observed at ports in the lower half of the vessel. Gas 
flow restriction is indicated by these measurements, causing a pressure 
gradient that significantly decreases with increasing distance from the 
preformed liner crack as depicted in Fig. 13.* 
Gas leakage was observed around the top head penetrations, numerous 
instrumentation lead wires, and local concrete surface areas (no observed 
cracks) opposite the preformed liner crack. 
At the completion of the pneumatic overpressure and gas release tests, 
the preformed crack at the liner top haunch was sealed by welding the 
crack and reinforcing the area with a 1/4-in. (0.64 cm) thick cover plate 
fillet-welded to the steel liner. Further overpressure tests to a maximum 
pressure of 1500 psig (105.5 kg/sq cm) were conducted using oil as the 
pressurizing medium at ambient temperature. 
OVERPRESSURE TESTS 
Overpressure tests up to a maximum pressure of 1500 psig (105.5 kg/sq cm) 
(2.13 χ RP) were completed using oil at ambient temperature as the pressur­
izing medium. The overpressure tests were conducted in two series. The 
first series of overpressure tests, from 705 to 1200 psig (49.6 to 84.4 
kg/sq cm) test pressure levels,was performed in April of 1967; the second 
overpressure series, from 1300 to 1500 psig (91.5 to 105.5 kg/sq cm) test 
pressure levels, was completed approximately 3 months later. During the 
period between the first and second overpressure test series, the model 
was subjected to pneumatic pressure and gas (nitrogen) release tests. 
Performance up to the completed 1500 psig (105.5 kg/sq cm) [2.13 χ RP 
or 2.61 χ NWP (normal working pressure)] test pressure level was very 
*Data shown in Fig. 13 have been published previously in Ref. 5. 
­ 593 ­
LINER CRACK Ç PCRV 
MIDPLANE \ 
18 I N . _i_ 
TOP HAUNCH 
5 FT O I N . 





A 1 . 0 0 






Fig. 13. Approximate pressure (and leakage) d is t r ibu t ion around PCRV 
l ine r with flow through l ine r crack 
594 
satisfactory. No indication of structural distress was observed. The 
1500 psig (105.5 kg/sq cm) internal pressure was maintained for approxi-
mately 30 min and no indication of pressure loss was observed. Observation 
showed that exterior surface cracking over the middle third portion 
of the vessel was fairly well defined at 1500 psig (105.5 kg/sq cm). 
Vertical cracks at 4 to 6 in. (10.2 to 15.2 cm) spacing were distributed 
over the flat panels (between pilasters) of the vessel wall. The size 
of the vertical cracks was estimated as less than 1/64 in. (0.004 cm). 
Circumferential (horizontal) cracks were likewise visually discernible, 
although not as well distributed as the vertical cracks. In general, 
circumferential cracks were present at the construction joint [18 in. 
(45.7 cm) below the midplane], at the junction of the flat panels and 
the cross-head tendon anchors, and at approximately 12 in. below the 
midplane. The largest circumferential cracks were estimated at approximately 
1/32 in. (0.008 cm) in width. Upon depressurization, the surface cracks 
were reduced to hairline magnitudes that were visually detectable. 
Representative measurements of strain, deflection, and tendon load 
during the overpressure tests are shown in Figs. 14 and 15, along with 
predictions taken from creep analysis work (Ref. 8) and loading condition 
F„, Figs. 11 and 12. In most instances, the analysis predicts higher 
strain levels than actually occur. Overpressure effects on a circum-
ferential tendon are shown in Fig. 15d. 
A simplified ultimate load analysis, using a modified beam-on-elastic 
foundation approach, was also developed at GGA (Ref. 9) for use on long 
cylinder-type vessel walls. The observed model radial deflection at 
midplane is shown with predictions up to 1500 psig (105.5 kg/sq cm) in 
Fig. 16. The ultimate load analysis procedure generates pressure-deflection 
relationships assuming different vessel stiffnesses as functions of the 
degree of concrete cracking and material strain. The results are renre-
sented by prediction lines 1 through 4, Fig. 16. The results ODtained 
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Fig. 14. Concrete strain ­ 1500 psi (105.5 kg/sq cm) overpressure test: (a) circumferential at inner 
midplane; (b) axial at exterior midplane; (c) axial at haunch, Ζ at 42; and (d) axial at 
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Fig . 15. Concrete s t r a i n , d isplacement , and load , 1500 p s i (105.5 kg/sq cm) overpressure t e s t : (a) circum-
f e r e n t i a l s t r a i n , i n s i d e l i n e r face near midplane; (b) c i r cumfe ren t i a l s t r a i n , i n s ide l i n e r face 
near haunch; (c) r a d i a l d isplacement , inner midplane; and (d) c i r cumfe ren t i a l p r e s t r e s s load 
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Fig. 16. Expected radial midplane deflection for model at overpressure tests 
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(105.5 kg/sq cm) are reasonably well bounded by the prediction lines. 
During the overpressure tests to a maximum vessel pressure of 1200 psig 
(84.4 kg/sq cm), the observed deflections were bounded by prediction 
lines 1 and 2; further overpressures beyond 1200 psig (84.4 kg/sq cm) 
caused full cracking in the vertical and circumferential directions, 
such that during the 1500 psig (105.5 kg/sq cm) test run the deflection 
curve shifted and fell within the bounds of prediction lines 2 and 3. 
SUMMARY 
From the data presented in Refs. 2, 4, and 5 and briefly summarized 
here, it appears that the tests performed on the small PCRV demonstrated 
that the construction, instrumentation, and analysis methods used were 
quite adequate. A vessel with predictable behavior resulted. One may 
conclude that the general behavior of a pressure vessel subjected to 
pressure loads and temperature can be predicted with reasonable accuracy. 
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CONCLUSIONS 
The extensive model testing program conducted in support of the 
first U.S. PCRV has provided a reasonably accurate demonstration that 
such a vessel responds predictably to service and abnormal loads. In 
addition, the effects of prestress, pressure, and temperature were pre-
dicted with reasonably accuracy. 
The design performance requirements - which included residual 
compression at RP, distribution of concrete cracks, elastic response 
to pressure, and predictability of overpressure response - were satis-
fied. Although a complete structural failure test of the model was 
not performed, it was demonstrated that the specified failure mode was 
starting (horizontal wall cracking at haunch and midplane), and the 
specified overpressure level of 2.1 RP could be attained without major 
structural distress. 
The model objectives related to construction, short-term response 
to loads, concrete moisture loss rate, pressure cycle effects, vessel 
concrete creep, gross gas leakage, and overpressure were all met, thereby 
demonstrating that the design, construction, instrumentation, and evalua-
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Les réacteurs nucléaires destinés à la production d1énergie deviennent 
de plus en plus gros, la taille des réacteurs étudiés et réalisés en ce moment 
est couramment de 600 We. A ce gigantisme s'ajoute le choix de l'intégration du 
circuit primaire pour imposer une enveloppe sous pression de grandes dimensions. 
La compétition entre l'acier et le béton comme matériau de base reste ouverte. 
En préparant plusieurs projets de réacteurs nous avons été amenés à 
développer l'étude préliminai.re de caissons sous pression en béton précontraint. 
Pourquoi le béton ? Parce que les réalisations tant françaises eue britanniques 
nous ont appris que la conception et la construction d'un caisson en béton de 
taille imposante ne se heurtait à aucune difficulté fondamentale, alors qu'il 
semble que les Sooiétés de Constructions métalliques ne soient pas encore très 
sûr¿de réaliser des cuves en acier de mêmes dimensions sans difficultés. En 
fait, nous avons suivi un raisonnement intuitif correspondant à une constatation 
sur l'état de la technologie à un moment donné, à savoir qu'il existe une limi te 
technologique, momentanée sans doute et mal définie, pour les cuves en acier et 
que pour les gros réacteurs on se trouve au delà de la limite ; alors que la 
limite pour le béton apparaît comme beaucoup plus lointaine. 
2 REACTEURS A EAÏÏ 
2.1 SUJETIONS ET CONDITIONS IMPOSEES £B CAISSON 
Les réacteurs à eau fonctionnent à une pression relativement élevée 
et nos études ont porté sur un caisson à 125 bars. L'ensemble coeur-échangeurs 
est relativement concentré, comparé à un réacteur à gaz ; la cavité intérieure 
du caisson aeaùre 10,30 m de diamètre. Le projet pour lequel le caisson a été 
étudié est celui d'un réacteur à eau lourde bouillante comportant un circuit 
primaire d'eau lourde et un circuit secondaire d'eau légère ; les échangeurs de 
chaleur sont logés dans la même enceinte sous pression que le coeur. A la 
suite de certains incidents les maîtres d'oeuvre demandent que les échangeurs 
soient remplaçables : la disposition de ceux-ci autour du coeur, leur nombre 
et la place disponible dans le caisson n'ont permis d'adopter ni la solution 
du trou individuel par échangeur ni celle du trou banalisé servant aussi à 
la machine de manutention du combustible, il n'est resté que la solution du 
fond démontable. 
Cet objectif peut être atteint de deux façons : 
- par un couvercle pouvant être désolidarisé du reste du caisson qui se présente 
comme une structure ouverte recevant la réaction du couvercle, 
- ou bien, par une disposition du fend telle qu'il soit separable du reste du 
caisson, mais telle qu'en service, le. caisson forme un ensemble monolithe avec 
die couvercle. 
Le projet a été présenté avec cette deuxième d i s p a i fcU«uBfL «fc&fet, 
l 'ouverture du caisson est un événement exceptionnel s i l a machine de manu-
tention est intégrée. Cette disposition a été retenue parce qu'elle paraît 
plus sûre et comme correspondant à un type de structure éprouvé. 
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2.2.1 Description de la solution 
Le caisson a été étudié en collaboration avec la Société Générale d'Entre-
prises, Il comprend un fût cylindrique d'axe vertical d'épaisseur constante égale 
à 5,25 m avec trois nervures pour le croisement des câbles de précontrainte 
(planche ï). 
Les fonds inférieur et supérieur sont des dalles planes de 6 m d'épaisseur 
raccordées au fût par des goussets tronconic;ues. 
La précontrainte utilise des procédés classiques, en 1'occurence des câbles 
multifils BBIïV enfilés dans des gaines noyées dans le béton. Il y a deux familles 
de câbles : les cerces et les câbles longitudinaux. Les dalles sont précontrainte: 
par des cerces. 
2.2.2 Conception du démontage 
Le caisson forme donc un ensemble monolithe mais la dalle supérieure peut 
être séparée du fût. Cette dalle forme un tout ; la conception de la dalle com-
posée d'un bouchon central et de blocs périphériques a été abandonnée en cours 
d'étude. 
La surface de séparation entre la dalle et le fût est rendue r;-jueuse ; elle 
est constituée par un coffrage métallique sur lequel sont soudés des goujons, 
et l'espace est rempli de mortier injecté. Tout l'espace n'est pas rempli, on 
place en effet des vérins plats en quantité suffisante pour vaincre la résistance 
à la traction du mortier le jour où l'on veut démonter le fond. 
Les opérations de démontage sont alors les suivantes : 
- rupture du joint entre le fût et la dalle par mise en pression des vérins noyés. 
- soulèvement de la dalle, mise en place de rouleurs et de chemin de roulement, 
- ripage et stockage de la dalle ; il est, en effet, impossible d'avoir un engin 
de levage économique capable de soulever 5 000 tonnes, 
- démolition du mortier et nettoyage de la surface du joint. 
Les opérations de réassemblage se font dans l'ordre inverse. 
Le revêtement d'étanchéité et le calorifuge du caisson ne présentent aucune 
solution de continuité au droit de la coupure : il faut découper la tôle de 
revêtement et démolir la stiucture calorifuge au moment de l'ouverture ; il 
faiit les reconstituer à la fermeture. 
2.2.3 Qualités et contraintes du béton 
L'analyse des contraintes dans les parois e. été faite en géométrie de révo-
lution à l'aide d'un programme thermoélastique à deux dimensions. 
Les valeurs des contraintes se trouvent à l'intérieur d'un domaine déduit 
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du domaine de sécurité défini par Monsieur CAQUOT par une homothétie de rap-
port 0,45. 
Le béton du caisson est de très haute qualité, sa résistance à la 
compression à 28 jaors est de 600 bars. 
2.2.4 Revêtement d'étanchéité et calorifuge 
L'ouverture du fond supérieur ne modifie pas la conception de la peau 
et du calorifuge au droit du joint, il suffit de mettre en oeuvre quelques 
dispositions particulières sur les tubes de refroidissement et les nappes de 
calorifuge en particulier pour faciliter le démontage. 
Le revêtement est de type classique, déjà construit peur les caissons 
EdP de Saint Laurent et Bugey. 
Le calorifuge, par contre, a posé do nombreux problèmes qui font l'ob-
jet d'une communication spéciale. 
2.2.5 Critique de la solution retenue 
La complication des opérations d'ouverture et de fermeture, en par-
ticulier le relâchement des câbles et la démolition du mortier du joint et 
leur durée estimée à deux mois pour l'ensemble des deux opérations ont comme 
conséquence que cette conception ne pouvait être retenue que pour un réacteur 
dans l'onceintOj duquel on peut avoir à intervenir, mais pour lequel cette 
opération est exceptionnelle ; en frit, on organise la dalle supérieure pour 
pouvoir l'enlever et la remettre en place facilement. Une telle solution ne 
peut-être retenue pour un réacteur à eau légère où la cadence d'ouverture est 
annuelle pour le changement du combustible. 
Le3 bouchons en béton facilement démontables proposés jusqu'à ce jour 
sont composés de plusieurs éléments appliqués par la pression. Léouverture 
ne nécessite que la mise hors pression de l'enceinte, il n'est pas nécessaire 
de relâcher la précontrainte. L'inconvénient de cette solution est de néces-
siter un mouvement axial du bouchon, et de plus le cylindre augmente de rayon 
sous l'effet de la pression alors que la déformation de la ¿aile du fend est 
négligeable. Le revêtement étanche et le calorifuge doivent suivre ces mou-
vements, cela enlève beaucoup à la fiabilité du raccordement du revêtement 
entre le fond et le fût du cylindre. 
2.3.1 Recherche d'une autre solution 
Les améliorations à apporter à la bouchure sont à chercher dans deux 
voies pour obtenir une ouverture relativement rapide, acceptable pour un 
réacteur à eau légère. Un choix préliminaire consiste à abandonner le cais-
son .monolithe et à retrouver la conception de la cuve métallique et de son 
couvercle. Il reste ensuite à trouver : 
- d'une part, une forme telle que ses déformations soient conformes à celles 
du fût, ceci pour assurer une bonne tenue du joint, et, 
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- d'autre part, un mode de fixation supprimant le mouvement du bouchon lors de sa 
mise en précontrainte et dont le relâchement ne se répercute pas sur l'ensemble 
de la structure. 
Deux formes ont paru intéressantes, un anneau tronconique en béton fer-
mé par une coupole métallique de petite dimension, d'une part, et une coupole en 
béton précontraint, d'autre part. 
Deux modes de fixation également ont été examinés : 
- un ensemble de vérins à plateaux mettant le couvercle en précontrainte à vide 
en prenant appui sur la partie supérieure du fût, 
- une fixation plus mécanique et plus classique composée d'une couronne de boulons. 
2.3.2 Description du caisson à couvercle en béton 
Finalement, la solution imaginée en variante se compose d'une coupole 
sphérique retenue par une couronne de boulons. Bien que cette solution n'ait pas 
encore fait l'objet d'étude et d'essais approfondis, il nous a paru intéressant de 
la présenter ici succintement car elle cumule la majeure partie des avantages des 
solutions connues sans en garder tous les inconvénients. 
Le. couvercle lui-même est en béton précontraint ; il est raccordé au 
caisson par un anneau métallique ce forme tronconique qui est la principale ori-
ginalité du système (planche 2). 
En effet, la précontrainte de la coupole est réalisée par des câbles pla-
cés dans toute l'épaisseur . Ces cabios sont disposes suivant un réseau régi-lier 
et groupés en deux ou trois familles. Ils sont ancrés sur l'anneau métallique 
solidaire de la coupole. 
Cet anneau se compose de deux tôles d'acier reliées par des entreteiscs 
radiales (planche 3). Le point important est que cette structure métallique est 
dimensionnée de telle façon qu'elle se déforme comme le ferait le béton qu'elle 
remplace, et cela tout en permettant l'accès aux boulons de fixation au fût du 
caisson. L'ensemble constitué par le caisson proprement dit et son couvercle se 
comporte comme une structure monolithe puisque les déformations des deux parties 
sont conformes. Sur la planche 3, on a représenté des solutions types pour la 
réalisation de la continuité de l'étanchéité au droit de la coupure. 
Il est à noter que la coupole est précontrainte avant que l'anneau 
métallique ne soit terminé ; ce qui présente deux avantages : la déformation 
de précontrainte eut peu gênée et, comme la tôle, côté caisson, n'est pas en 
place, on dispose d'un espace suffisant pour les vérins de mise en tension des 
câbles. 
L'étude sommaire que nous avons faite permet de dire que la réalisation 
de l'anneau et de la coupole ne présenterait pas de difficulté. 
On dispose ainsi d'un caisson en béton, à couvercle démontable, dont le 
comportement mécanique et le démontage sont analogues à ceux des caissons 
métalliques actuellement en service. 
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2.4.0 Conclusion sur les caissons pour réacteurs, à eau 
De nombreuses études sur les caissons en béton pour réacteurs à eau 
ont été faites dans plusieurs pays : France, Etats Unis, Allemagne, Suède... Et 
pourtant une récente enquête nous apprend qu'il n'y a pas de réacteur à eau 
en cours de construction dont l'enceinte primaire soit en béton. Pour le moment, 
il semble donc quo les caissons en béton ne soient utilisés que pour les réac-
teurs à gaz ; ceci sans doute en attendant la mise au point de deux composants : 
le fond démontable et le calorifuge baignant dans l'eau. 
3 REACTEURS A GAZ 
3.1 SUJETIONS ET CONDITIONS IMPOSEES AU CAISSON 
La pression des réacteurs à gaz n'a fait que croître depuis 15 bars 
pour les réacteurs de Karcoule jusqu'à 57 bar3, qui est la pression du projet 
que nous avons étudié. Comme pour les xéacteurs à eau la tendance a été de venir 
à l'intégration ; les sujétions dues à cette disposition se sont compliquées 
puisque les maîtres d'oeuvre demandent maintenant que les échangeurs soient 
facilement remplaçables. 
Mentionnons simplement nos études sur les caissons de Vandellos et de 
Fessenheim où l'échangeur est constitué" de'petits échangeurs élémentaires manu-
tentionnables à l'intérieur du caisson constituant l'enceinte du circuit primaire, 
échangeurs, qui peuvent être sortis par un trou banalisé de dimensions relati-
vement réduites, comparées aux dimensions du caisson lui-même. 
Pour des réacteurs à gaz à haute température nous avions déjà été char-
gés d'étudier deux sortes de caissons, à savoir, un caisson pour l'association 
THTR et un autre pour l'association DRAGON. Ce qui différencient essentielle-
ment ces deux crissons c'est L.-. disposition des échangeurs. En effet, si dans 
les deux projets le circuit primaire est intégré, dans un cas, à savoir THTR, 
les échangeurs se trouvent dans la même cavité de l'enceinte principale que le 
coeur, alors que dans le caisson DRAGON les échangeurs sont logés dans la paroi 
du caisson en béton. 
Mois n'evons ¿feudi* çue'ic caissonJ.'étude du projet complet n'était 
pas de notre ressort ; ce qui fait que la comparaison portait sur des réacteurs 
différents. La pression du circuit primaire, prossion de calcul, était de 
41 bars dans le projet ÏÜITR et 47,5 bars dane le projet DRAGON ; de même la 
puissance du réacteur était différente. Dans ces conditions, la comparaison 
n'a pas beaucoup de valeur, c'est pourquoi nous l'avons reprise et en la faisant 
porter cette fois-ci sur un réacteur de mêmes caractéristiques dans les deux 
cas : le coeur et les échangeurs, la pression de calcul (57 bars) sont identiques. 
3.2 DESCRIPTION UE LA SOLUTION A CAVITE UNIQUE 
Dans cette solution, le coeur et les échangeurs sont logés dans un 
caisson ne comprenant c-u'une cavité qui a 16,90 m de diamètre intérieur et 
18,45 m de haut. Les échangeurs sont au nombre de six et au droit de chacun 
d'eux, on trouve dans la dalle superieure un trou de 2,60 m de diamètre qui 
permet do sortir l'échangeur pour le remplacer coinplètement. Le caisson conçu 
pour ce projet est des plus classiques ; les parois du fût ont une ép¿dsseur 
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de 6,20 m et les dalles tant supérieure eu'inférieure une épaisseur de 7,50 m. 
La précontrainte est assurée par des câbles de grande puissance en l'espèce 
dans le projet des câbles BBR composés de 175 fils de 7 mm et groupés en deux 
familles, les cerces d'une part et les câbles longitudinaux d'autre part. En 
effet, les dalles sont,traversées de fourreaux disposés suivant des écartemants 
relativement réduits et pas toujours concordants, les câbles transversaux ne 
peuvent suivre que des chemins très tortueux, cc qui ne facilite par leur 
implantation. En fait, l'épaisseur de la dalle est imposée par sa résistance 
au cisaillement entre les trous ménagés pour les échangeurs. 
Le caisson a d'abord été dimensionne à l'aide d'une méthode ele calcul 
simple dans laquelle la structure est décomposée en un cylindre, deur-dMïes et 
deu:: ceintures. Le niveau exact des contraintes a été vérifié à l'aide d'un 
programme de calcul utilisant la méthode des éléments finis. Les cas de charge 
habituels ont été pris en compte et le niveau des contraintes est acceptable. 
En effet, on trouve une compression maximum de 165 bars à la jonction de la 
da]le et du fût dans le cas du caisson dégonflé et chaud ; la compression maxi-
mum est de 120 bars pour la précontrainte seule et, pour le caisson essayé à 
froid à la pression de calcul, on trouve une traction de 10 bars dans une 
maille à la jonction de la dalle supérieure et du fût. Il faut préciser que le 
raccordement entre le fût et les dalles est réalisé par un gousset torique de 
50 cm de rayon. 
3.3.1 Description de la solution à puits 
Dans cette solution, le caisson comprend une cavité principale de 
10 m de diamètre et 19,45 m de haut qui contient le coeur du réacteur et six 
puits d'échangeur de 3,40 m de diamètre disposés dans les parois, ces puits 
sont moins hauts que la cavité principale. Des conduits, haut et bas, assurent 
la liaison entre la cavité principale et les puits d'échangeur pour le passage 
du gaz chaud et le retour du gaz froid. 
Le caisson est de forme assez compliquée (planche 4). Il comprend 
de bas en haut, vine dalle inférieure de 5 m d'épaisseur enchâssée dans un 
fût épais comprenant les puits d'échangeur. Ce fût est suivi d'un fût de 
faible épaisseur (3,10 m) qui assure la liaison avec la dalle supérieure de 
4 m d'épaisseur. Comme pour le caisson à cavité unique, la précontrainte est 
réalisée par des câbles de grande puissance disposés en trois familles, à 
savoir : les cerces (fût épais, fût mince, dalle inférieure}, des câbles lon-
gitudinaux dans le fût et des câbles transversaux dans la dalle superieure. La 
disparition des grandes traversées d'échangeurs de la dalle supérieure permet 
en effet de placer des câbles transversaux ; il n'en est pas de même pour la 
dalle inférieure. 
3.3.2 Etudo de la section plane 
Dans la conception initiale du caisson de type DRAGON, les cerces du 
fât se trouvaient entièrement à l'extérieur doa.puits des échangeurs. Il nous 
a semblé qu'il y ait là une économie possible et le tracé des cerces retenu 
peur notre solution se trouve tantôt à l'extérieur des puits d'-échangeur, tantôt 
entre ceux-ci et la cavité principale (planche 5). 
La section plane a été étudiée comme une tranche mince d'un cylindre 
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infini à 1 *cide du même programme de calculs utilisant la méthode des éléments 
finis. Le but de cette etude est de connaître la répartition des contraintes 
dans la section plane, d'adapter au mieux le tracé de la précontrainte et de 
trouver une section équivalente permettant de traiter le calcul de l'ensemble 
de la structure en symétrie de révolution cylindrique. 
Il semble que le meilleur tracé de précontrainte soit celui où la 
partie extérieure des cerces entoure au mieux le puits des échangeurs. Ce 
tracé impose soit un rayon de courbure un peu plus faible que celui qui est 
préconisé par le3 règlements, soit augmente le volume des têtes de croisement 
des câbles. Les résultats obtenus montrent cependant que la solution est accep­
table et que le niveau des contraintes est correct. Cn retrouve, bien entendu, 
la concentration de contraintes autour du puits des échangeurs. On trouve éga­
lement des courbes d'égale valeur de contraintes qui sont des cercles concen­
triques à cavité principale tout au moins dans la ρ rtie située entre celle­ci 
et les puits des échangeurs. C'est finalement dans les zones qui jouxtent cir­
conférentiellement les puits d'échangeurs que la répartition des contraintes 
s'éloignent le plus d'une répartition cylindrique. 
le choix de la section équivalente pouvait se faire en choisissant 
une section de même surface pleine ou une section de même inertie. Il est 
apparu que la section de môme inertie avait une surface largement supérieure 
à celle do la section pleine et finalement, on a défini la section équivalente 
à partir de celle donnant la même valeur à l'accroissement du rayon sur la 
paroi interne pour les deux cas de charge élémentaires : précontrainte ­ pression. 
Finalement, la section équivalente a 6,50 m d'épaisseur, c'est­à­dire l'épais­
seur correspondant à l'épaisseur minimum de la section plane. La précontrainte 
a été conservée mais la pression a été majorée de près de 20 c,o pour obtenir 
dos déformations égales. 
3.3.3 Etude de la secticm.méridienne 
La section méridienne étudiée par le calcul se compose d'une dalle 
inférieure, d'un fût épais de 6,50 m d'épaisseur surmonté d'un fût plus mince 
de 3,10 m d'épaisseur et enfin de la dalle supérieure. 
Comme il a été dit ci­dessus la pression appliquée le long du fût 
épais a été majorée do 20 p. Le tableau ci­dessous montre la concordance entre 
la section piano du cylindre infini et la section méridienne équivalente. 
: Section plane ; 
: Section méridienne 
: milieu du fût 






¡­ 2,2 mm 
: CONTRAÍRES T^GENÏIELSES : 
: Parement externe 
: Pre'con­ : Pression 
• traint : 
85 bars! 
82 bars 
. 33 bars 
: ­ 32 bars· 
Parement interne : 
Pré· con­ ί Pression ; 
traintî : 
150 bars: 85 bars ; 
148 bars: 83 bars : 
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On voit ainsi qu'il y a une bonne concordance et qu'on peut faire état 
de l'ensemble des résultats de la section méridienne. Ceux-ci montrent que le 
caisson est toujours comprimé, même à la jonction du fût et des dalles au cours 
de l'essai à froid. 
3.4 REVETET-ΊΕΝΤ D'ETANCHEITE ET PROTECTION THERMIQUE 
Le revêtement d'étanchéité et le calorifuge sont identiques pour les 
deux caissons. 
Le revêtement est une peau métallique en acier doux ancrée dans le 
béton et refroidie par une circulation d'eau. La conception de cette peau est 
similaire à celle des caissons déjà construits en France. 
Pour le calorifuge p. r contre nous sommes moins avncés. En effet, 
la température du gaz chaud est de 700° C et ce gaz est de l'hélium. D'après 
les renseignements que nous avons pu recueillir auprès des fabricants de calo-
rifuge, seuls les calori fiées métalliques ont été éprouvés en atmosphère d'hé-
Dium et à des températures élevées. 
Le calorifuge représente une part importante du prix du caisson et les 
calculs économiques montrent qu'il y a intérêt à en réduire l'épaisseur, quitte 
à perdre plus de calories, dans la mesure toutefois où les contraintes thermi-
ques ne sont pas gênantes pour le caisson. En conséquence, les tubes dé refroi-
dissement sont soudés sur la peau et leur écartement est de 10 cm. De plus 
les calculs en régime et.bli ont été faits en supposant que tous les tubes 
élémentaires étaient en service ; cependant ces tubes sont groupés en deux 
réseaux indépendants pour le refroidissement du caisson au cours de l'arrêt 
du réacteur si l'un des réseaux subissait une avarie. Dans ces conditions le 
flux de chaleur admissible à travers le calorifuge est de 4,5 kW/m^ et le 
flux évacuable par l'ensemble des circuits de refroidissement est de 6 kTi/m^  
tandis que le gradient de température dans les parois du caisson est de 25° C. 
3.5 COMPARAISON ECONOMIQUE 
La base est le caisson à cavité unique ; on trouve que le volume de 
béton du caisson à puits est égal à 56 /^ , que la surface calorifugée est majorée 
do 45 fí et que le poids du revêtement est inchangé ; le volume du caisson type 
DRAGON (puits et cerces entièrement à l'extérieur) est égal à 62 /'->. 
La comparaison a été faite à partir des prix élémentaires et en rédvii-
sant le délai de construction,rú&uptioa^nru^QrtjoíffUjll amont, moins inr>ortmte. quo 
colle du volume de béton pour terii compte des.sujétions supplément iros apportées 
par l'érection des puits d'echangeurs. 
Le caisson à puits dans la paroi est moins cher que celui à cavité 
unique. Une analyse plus poussée montre que le prix do la peau étanche ne varie 
pratiquement pas d'un caisson à l'autre : il y a compensation entre l'augmen-
tation de surface de revêtement courant et la suppression des traversées des 
dalles pour les échangeurs. Ces traversées sont en effet assez monstrueuses 
si l'on veut remplacer par l'acier le béton manquant. Il est alors possible 
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qu'un caisson à douze puits et peut-être même à huit ne soit pas moins cher qu'un 
caisson à cavité unique, la surface de revêtement des puits augmentant et le 
poids des traversées des dalles :\é changeant pas. 
Il ne reste donc que la variation sur le prix du calorifuge pour aug-
menter le prix du caisson à puits dans la paroi ; or le calorifuge en atmos-
phère d'hélium n'est pas encore bien connu et il se. trouve dans un état tel 
qu'on peut en attendre des améliorations. 
Ce bilan économique correspond à un état de marché donné et à un projet 
bien déterminé. 
3.6 CONCLUSION· SUR LES CAISSONS POUR REACTEURS A GAZ 
Les réacteurs à gaz continueront à se développer par l'intermédiaire 
de la filière à haute température. Les caissons en béton se trouvent être à 
l'heure actuelle la meilleure solution pour constituer leur enceinte sous 
pression. 
Des études et essais de développement devraient être poursuivis 
- sur le caisson à puits qui est une solution économique, 
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Dans le cadre des études que nous avons menées .pour le 
compte d·EURATOM, concernant l'adaptation du béton précontraint au 
réacteur à eau légère bouillante, nous avons eu le plaisir, au cours 
de l'année 1963, d'effectuer une première ébauche de la comparaison 
entre deux oentrales pour B.W.R., l'une étant équipée d'un caisson 
et d'une enceinte de sécurité en acier, l'autre étant équipée de ces 
mêmes éléments en béton précontraint. 
Pour rester dans un cadre européen, l'unité de puissance 
choisie était de 600 M e . 
Notre mission consistait, d'une part, à effectuer le 
dimensionnement et évaluer le coût du caisson et des annexes de la 
solution en béton précontraint et, d'autre part, à réunir les ren-
seignements équivalents de la solution métallique, de façon à 
établir la comparaison demandée. 
Pour mener à bien notre tâche, nous avons reçu la colla-
boration de la Firme Allemande A.E.G. et dela Société Française 
ALJTHOM (Division HEÏHPIC) 
Le groupe A.S. G. - TELEFUMEN, ayant actuellement la 
commande d'une centrale de 612 MWe à WÌIRGA33EN, disposait des élé-
ments nécessaires à l'évaluation de la solution métallique et était 
en mesure de faire l'adaptation des données techniques conditionnant 
le dimensionnement -du caisson précontraint. 
Les Etablissements NEYrlPIC, par ailleurs, se sont consacrés 
à l'étude des éléments métalliques du caisson en béton. 
Dans cet exposé, nous nous attacherons plus spécialement 
à la description des structures que nous avons étudiées : caisson 
et enceinte de sécurité en béton précontraint. IIous évoquerons, en 
outre, les principaux résultats de la comparaison. 
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PRSMIERE PARTIS 
DESCRIPTION DES STRUCTURES DE LA SOLUTION PRECONTRAINTE 
I - LE CAISSON 
"1 ) Description Générale 
Le caisson monolithique présente, dans son ensemble, la forme 
d'un cylindre, d'axe vertical, appelé fût, obturé par deux fonds 
plats qui sont les dalles supérieure et inférieure. L'épaisseur 
des parois du fût est de 3,60 m, celle des dalles est de 4,50 m. 
Ses principaux éléments constitutifs sont les suivants : 
- Le système d'isolation thermique disposé en paroi 
intérieure, 
- La structure résistante en béton précontraint, 
- Les éléments métalliques : peau d'étanchéité - traversées 
- charpentes incorporées u béton. 
Au centre de la dalle supérieure, on a disposé une traversée de 
dimension réduite. Son diamètre libre de 1,20 m est juste suffi-
sant pour permettre les manoeuvres de chargement-déchargement du 
combustible qui s'effectuent en période d'arrêt du réacteur, 
c'est-à-dire pour permettre d'une part l'introduction et le 
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montage de la machine de chargement dans la chambre qui lui est 
réservée au-dessus du coeur, et d'autre part l'acheminement des 
éléments de combustible. Cette traversée est munie, pendant la 
marche, d'une double obturation par raison de sécurité. 
Toutes les autres traversées : tubes logement des -J irres de 
contrôle, logements des pompes axiales de circulation du réfri-
gérant, sorties de vapeur, entrées d'eau d'alimentation, instru-
mentation, arrosage du coeur, etc., ont été regroupées en dalle 
inférieure, de façon à simplifier la conception de l'enceinte de 
sécurité. Nous en reparlerons plus loin. 
Les dimensions de la cavité intérieure ont été imposées par la 
disposition et l'encombrement des composants internes. Le diamètre 
de la cavité a dû ainsi être porté à 7,10 m alors qu'il n'est que 
de 5,30 m pour le caisson métallique. Cette augmentation de 
diamètre a deux causes : elle provient en premier lieu du report 
des séparateurs et sécheurs de vapeur à la périphérie de manière 
à ménager, au-dessus du coeur, l'espace libre nécessaire à la 
manoeuvre de la machine de chargement. La deuxième cause provient 
du regroupement des traversées en dalle inférieure, qui constitue 
ainsi un bloc tubulaire d'une envergure importante. 
2) Système d'isolation - Concept de la paroi chaude 
Un des problèmes les plus importants est celui de l'isolation 
thermique du béton de structure. 
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Etant donné qu'à notre connaissance aucun calorifuge en pression 
fonctionnant en présence du mélange biphasé eau-vapeur n'a été 
mis au point, nous avons adopté un nouveau concept : celui de 
la paroi chaude. Il n'est certes pas encore élaboré complètement. 
Cependant sa mise au point définitive ne nous paraît pas poser 
de problèmes insurmontables. 
Le caisson à paroi chaude comprend de l'intérieur vers l'exté-
rieur : 
- La peau d'étanchéité, à la température du fluide calo 
porteur (de 300°C environ dans le cas présent), dont le 
rôle, outre celui d'assurer l'étanchéité du caisson, est 
de protéger le béton chaud de tout contact avec le fluide 
intérieur, 
- La couche de béton chaud, faisant fonction de calorifuge. 
- Les circuits de refroidissement noyés dans le béton à la 
frontière entre béton chaud et béton résistant. Ils 
évacuent la majeure partie du flux thermique issu de 
l'intérieur du réacteur. Ils ont été doublés pour raison 
de sécurité. 
- Enfin la paroi résistante en béton précontraint. 
a) la peau d'étanchéité 
La peau d'étanchéité, liée au béton chaud et au béton résistant 
froid par un réseau serré d'ancrages empêchant les déplacements 
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relatifs peau-béton, est totalement bridée. Elle est soumise 
à des cycles de température de forte amplitude et est le siège 
de contraintes thermiques importantes. De plus, on doit tenir 
compte de sa compatibilité nucléaire et du problème de corrosion 
en milieu aqueux à haute température. 
Le problème du choix de la qualité de la peau nécessiterait 
à lui seul un exposé détaillé. Nous nous contenterons ici d'ex-
poser quelques généralités. 
Trois cas de fonctionnement sont envisageables selon les va-
leurs relatives de la contrainte d'origine thermique qui se 
développe dans la peau et de sa limite d'élasticité : 
- Si la contrainte thermique reste inférieure à la limite 
élastique, la peau ne subira que des compressions au 
cours des cyclages thermiques. Le réseau d'ancrages ne 
sert alors qu'à éviter son cloquage. 
- Si la contrainte fictive dépasse la limite élastique, il 
y aura plastification de la peau au cours du premier 
chauffage, puis, au cours du refroidissement, la con-
trainte s'annulera pour devenir une traction. A ce 
moment, si l'amplitude de variation de contrainte est 
inférieure à la somme des limites élastiques en traction, 
à 20°C, et en compression à 300°C, la peau restera ensuite 
dans le domaine élastique au cours des cycles suivants, 
en subissant alternativement compression et traction. 
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­ Si, au contraire, la variation de contrainte est supé­
rieure à cette somme, il y aura plastification en traction 
et l'on observera, au cours des cycles suivants des plas­
tifications en compression à chaud et en traction à froid. 
Dans ce cas il convient de disp oser des ancrages pour 
éviter le cloquage à chaud, et des ancrages pour éviter 
le décollement de la peau et la mettre en traction,à froid. 
Le matériau idéal doit avoir : 
d'abord : 
­ une excellente résistance à la corrosion, 
­ une bonne facilité de mise en oeuvre, 
et ensuite, pour éviter la mise en traction à froid : 
­ un faible coefficient de dilatation, 
­ un faible module d'élasticité, 
­ une forte, limite d'élasticité. 
La concomitance de ces différentes qualités est pratiquement 
impossible. Dans le cas présent, notre choix s'est orienté vers 
l'acier inoxydable austénitique à très bas carbone, pour sa 
bonne résistance à la corrosion et sa facilité de mise en oeuvre. 
Par contre, sa limite élastique est faible (12,5 kg/.>;­■>­. en 
compression à chaud, 20 kg/mm2 en traction à froid), et son 
coefficient de dilatation est relativement élevé (17,8 10" ), 
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si bien que l'on aura plastification en compression et 
en traction au cours de chaque cycle. La variation de contrainte 
fictive serait néanmoins compatible avec le nombre de cycles 
envisagé. 
b) Le béton chaud 
La première performance demandée au béton chaud est de conser-
ver ses qualités dans le temps malgré la forte température à 
laquelle il est soumis. Des études faites au Centre d'Etudes 
Scientifiques de Grenoble montrent que l'adhérence de la pâte 
de ciment se conserve bien à des hautes températures lorsque 
les molécules hydratées qui la produisent sont des molécules 
de silicate monocalcique contenant peu d'eau. Les détériora-
tions que l'on observe sur des bétons échauffés sont dues à la 
présence dans le ciment de molécules contenant beaucoup d'eau, 
tels par exemple les aluminates et surtout les suifoaluminates. 
Ainsi, le béton chaud n'est spécial que par la qualité de son 
ciment. Le ciment utilisé serait un ciment sans gypse mis au 
point et breveté par le CEST. Il ne contient pas du tout de 
suifoaluminates et une proportion exceptionnellement basse 
d'aluminates. On obtient ainsi un ciment à prise lente mais 
qui se comporte très bien à de hautes températures. 
Le béton chaud porté à haute température est bridé par le béton 
de structure qui reste froid. Il développe une poussée sur la 
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paroi résistante et est, de ce fait, soumis à des contraintes 
de compression importantes. Il importe donc qu'il ait les 
qualités suivantes : 
- une résistance à la compression élevée, 
- un module d'élasticité faible et une possibilité d'adap-
tation par fluage importante, 
- un coefficient de dilatation faible. 
Jki. outre, puisqu'il joue le rôle d'isolant, sa conductibilité 
thermique doit être la plus faible possible. 
Des premiers essais partiels ont été réalisés : 
- essais sur éprouvettes stabilisées, par le Professeur 
BERTHIER, Directeur du CEST à Grenoble, 
- essais de relaxation en double étreinte par un service 
spécialisé de l'E.D.F. (ERNUTH). 
Les résultats de ces premiers essais sont prometteurs. En 
effet, il semble que les propriétés mécaniques de ce béton se 
stabilisent vite au cours des cycles successifs et soient sa-
tisfaisantes et, par ailleurs, qu'il ait une bonne capacité 
d'adaptation. 
Des essais et études complémentaires sont toutefois nécessaires 
pour confirmer ces premiers résultats et pour apporter une 
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solution au problème posé par la migration de l'eau. Ce pro-
blème ayant été à peine abordé, on ignore encore comment elle 
s'effectue et si elle ne risque pas de s'accompagner de mani-
festations gênantes. Il conviendrait par exemple d'étudier 
l'efficacité d'un système de drainage. 
Les valeurs caractéristiques influant en particulier sur 
l'évaluation de la poussée du béton chaud, retenues pour le 
projet, sont les suivantes : 
- module d'élasticité différé : 100 000 bars (C'est une 
valeur pessimiste. On peut penser, en tenant compte des 
résultats des essais de relaxation en double étreinte 
effectués, qu'elle serait moindre, de l'ordre de 75 000 
bars.), 
— f i 
- coefficient de dilatation : 9 10 , 
- conductivité : 0,7 W/m2/0°C. 
3) Données de charge. Hypothèses de calcul 
a) Fonctionnement en phase élastique 
Bn dehors des charges appliquées en permanence, qui sont le 
poids propre et la précontrainte, il faut considérer les sur-
charges de pression et de température. 
La pression de calcul est de 78 atmosphères, valeur qui corres-
pond à l'accident le plus grave lorsque la vapeur produite 
n'est plus absorbée. 
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La température interne du caisson est la température de vapeur 
saturante pour les conditions de pression envisagées. Le dis­
positif d'isolation permet de maintenir le béton de structure 
à un gradient de température :'·'$£.'■:■l^i-.i ­, de telle façon que 
les contraintes thermiques y sont modérées. 
Nous distinguons trois régimes de charge : 
­ Le service normal, correspondant aux différentes combi­
naisons possibles de la charge permanente, de la précon­
trainte, de la pression de calcul et de la température 
dans le régime normal du fonctionnement du refroidisse­
ment avec les deux circuits en parallèle. Dans ce cas on 
vérifie que le béton reste comprimé en tout point, et que 
les contraintes maximales ne dépassent pas 168 bars 
(soit 0,42 σ28 avec σ28 = 400 bars). 
­ Le service exceptionnel, dans le cas de panne d'un des 
circuits de refroidissement, le refroidissement n'étant 
plus assuré que par un seul circuit. Dans ce cas on 
admet de légères tractions dans le béton, de l'ordre de 
10 bars. 
­ Les surcharges majorées. La pression de calcul est 
majorée de 20/'°. Le gradient de température affectant le 
béton résistant est 50',Ó plus élevé que celui du fonc­
tionnement à un seul circuit. On vérifie dans ce cas que 
les tractions ne dépassent pas 40 bars. Cette vérifi­
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cation est faite dans le souci de s'assurer que, pour 
une augmentation des surcharges, les contraintes ne su-
bissent pas des accroissements trop importants, princi-
palement en ce qui concerne les tractions. Cela revient 
à vérifier que l'on dispose d'une certaine réserve vis à 
vis de la fissuration. 
b) Coefficient de sécurité à rupture 
On s'assure que le coefficient de sécurité à rupture, défini 
comme le rapport entre la pression de rupture à la pression 
de calcul est au minimum de 2,5. 
On s'assure, en outre, de la non fragilité du caisson en cas 
d'une perte d'étanchéité de la peau. Le béton étant mis en 
pression dans l'épaisseur des parois, on vérifie que l'on ne 
risque pas de rupture des cables de précontrainte. 
4) C a l c u l 
NOV.G ne commenterons pas spécialement les méthodes de calcul qui 
sont bien connues, aussi bien en phase élastique que pour le 
calcul à rupture. Elles ont conduit à des réalisations dont les 
structures résistantes donnent toute satisfaction. 
Nous insisterons seulement sur un point particulièrement important 
du dimensionnement : le choix de la température de transition à 
la frontière béton chaud - béton de structure. Ce problème est 
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aussi celui du choix du gradient thermique affectant la paroi 
résistante. Il conditionne le coût dö l'ensemble caisson en béton 
précontraint - système de refroidissement. L'expérience nous a 
montré que l'on était proche du choix optimum, en choisissant un 
niveau de température légèrement inférieur ou au maximum égal à 
celui qui conduise, pour le fonctionnement en phase élastique, à 
un dimensionnement de la précontrainte juste suffisant à assurer 
le coefficient de sécurité à la rupture minimum de 2,5. Nous en 
donnons une démonstration très schématique. En effet, pour des 
gradients de température plus élevés, si le prix du système de 
refroidissement diminue, celui de la structure en béton augmente 
relativement beaucoup plus, l'accroissement de précontrainte 
nécessaire pour compenser les contraintes thermiques de traction 
supplémentaires étant important. Et globalement le coût croit très 
sensiblement. Par contre, pour des gradients plus faibles, si le 
prix du refroidissement augmente, celui du caisson diminue ap-
proximativement dans la même proportion, la précontrainte restant 
en gros constante et égale à celle exigée par la sécurité minimum 
à rupture. Globalement dans ce cas, le coût peut être considéré 
comme stationnaire. 
Dans ces conditions, nous avons abouti à fixer : 
- la température de transition à 50°C et le gradient ther-
mique dans le béton résistant à 30°C, dans le cas du 
fonctionnement du refroidissement avec un seul circuit 
(la température ambiante extérieure étant de 20°C). 
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­ ces mêmes paramètres respectivement à 40°C et 20°C, pour 
la marche normale avec les 2 circuits de refroidissement. 
Bn ce qui concerne le choix de la qualité de béton, l'on sait que, 
très généralement, les conditions de température étant fixées, le 
prix d'un caisson est une fonction décroissante de la qualité du 
béton. Bn effet, lorsque la qualité du béton augmente, les épais­
seurs de paroi diminuent, le volume de béton et la quantité de 
précontrainte décroissent. En conséquence, nous avons choisi un 
béton d'excellente qualité. Nous en donnons les caractéristiques 
principales : 
­ Résistance à la compression simple à 28 j : <j2g=400 bars 
­ Résistance nominale en traction : σ ' og _ -ζΛ hars 
­ Module d'élasticité instantané : E. = 400 000 bars 
Le module d'élasticité pris en compte dans l'évaluation des 
contraintes thermiques est moitié du module instantané. 
­ Coefficient de dilatation : c = 9 10" 
5) Dispositions générales de la précontrainte 
L'unité de câble choisie est l'armature SEEE du type F 19­500 à 
19 torons de 7 fils de 4,35 mm possédant une résistance à rupture 
garantie de 355 t. 
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La précontrainte générale est constituée par des câbles horizon-
taux s'opposant aux efforts cFJdat4ïment radiaux, et par des câbles 
verticaux s Opposant aux efforts verticaux d'arrachement des fonds, 
à l'exclusion de câbles traversant les dalles. En effet, en dalle 
inférieure, la présence du bloc tubulaire empêche tout cheminement 
de câbles. Par raison de symétrie, nous n'en avons pas disposé en 
dalle supérieure, cette disposition permettant par ailleurs de 
s'adapter à la présence d'un couvercle amovible, si ce prolonge-
ment d'étude s'avérait opportun. La précontrainte des dalles est 
donc assurée par des cerces horizontales reportées à la périphérie, 
formant ceinture. 
Les câbles horizontaux, au nombre de 539 au total (y compris les 
câbles de ceinture), présentent un tracé circulaire et décrivent 
un tour complet. Leurs sorties s'effectuent dans trois zones, 
dont les axes ont un écart angulaire de 120°. Dans ces zones, le 
caisson comporte des facettes circonscrites au contour circulaire. 
Compte tenu de leur longueur et de façon à limiter les pertes de 
tension, la mise en tension des cerces horizontales s'effectue 
par les deux extrémités. 
Les câbles verticaux, au nombre.de 312, sont rectilignes du haut 
en bas. Leur mise en tension s'effectue par l'extrémité supérieure-
6) Construction - Points, particuliers. 
Le principe de construction envisagé est classique. Le bétonnage 
630-
du caisson est scindé en un certain nombre ae pnases successives, 
dont les contours sont liés au tracé de la précontrainte et à la 
géométrie des structures métalliques noyées dans le béton. 
Nous citerons cependant le problème particulier de la dalle infé-
rieure. Compte tenu de la présence des nombreuses traversées 
métalliques qui y sont incorporées, l'exécution de son bétonnage 
constitue un des points les plus délicats de la construction. Dans 
ces conditions, le bourrage du béton sous la peau en place, comme 
à EDF 3, paraissait très aléatoire. Par ailleurs, une solution 
du type Saint Laurent 1, avec soudage de la peau sur le béton déjà 
mis en place et lissé, n'était pas satisfaisante, car les soudures 
étaient trop bridées. La solution envisagée est différente : 
- En une première étape, l'ensemble des éléments métalli-
ques (traversées, peau du fond, ancrages et charpentes 
diverses de raidissement) sont assemblés sur le site, 
en atelier de préfabrication, pour former le bloc tubu-
laire inférieur. 
- Après retournement de ce bloc, on procède au bétonnage 
par couches successives sur toute l'épaisseur de la dalle. 
- Cet ensemble mixte acier-béton est ripé en position défi-
nitive à l'emplacement du caisson. 
Cette méthode nous paraît garantir la meilleure homogénéité du 
bétonnage de la dalle ainsi qu'un bon contact du béton sous la 
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peau. ELle est parfaitement envisageable dans le cas étudié, compte 
tenu du poids relativement réduit de cet ensemble bétonné (600 t 
environ)· 
Nous indiquerons par ailleurs que le corset de béton chaud est 
bétonné en avance sur le béton de structure. Il constitue un rai-
dissement extérieur suffisant de la peau, et permet 1'enlèvement 
des dispositifs de raidissement provisoire internes. Ainsi la mise c. 
place des composants internes peut s'effectuer, alors que le 
bétonnage de la paroi résistante se poursuit. 
Enfin, signalons que la fermeture supérieure s'effectue, aussitôt 
la fin de l'introduction des éléments internes, par la mise en 
place d'un ensemble métallique constitué par la traversée centrale 
de la dalle, par la peau, ses ancrages et par une charpente liée 
à ces éléments, capable de supporter les premières levées de béton 
dans la dalle. Cette disposition, déjà utilisée à SL 1 par exemple, 
évite tout étalement intérieur au caisson. 
7) Q n a n t î t e s 
A titre indicatif, nous donnons quelques quantités concernant le 
caisson : 
- Volume du béton résistant : 3 900 m3 
- "Volume du béton de la paroi chaude : 140 m3 
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- Quantités de précontrainte : 
En ce qui concerne la précontrainte générale : 
33,5 kms de l'armature S.E.E.E. F 19 500 
ou 520 t d'acier dur pour précontrainte 
Bn ce qui concerne la précontrainte du concept paroi 
chaude : 
2,1 kms de l'armature S.E.E.E. F 7 600 
ou 16 t d'acier dur pour précontrainte 
- Quantité d'aciers ordinaires : 200 t. 
II - L'ENCEINTE SECONDAIRE DE SECURITE 
1) G é n é r a l i t é s 
Le système de sécurité doit permettre, en cas d'accident donnant 
lieu à une perte de réfrigérant, de limiter la sortie des produits 
de fission sur le site à des quantités tolerables. 
Le caisson en béton précontraint présente toute sécurité vis à vis 
de ce risque. En effet, d'une part, il n'est pas susceptible de 
rupture brutale pour les conditions de pression et de température 
maximales qui peuvent lui être appliquées, son coefficient de sécu-
rité vis à vis de la rupture étant élevé. D'autre part, des signes 
avertisseurs, tels qu'une fissuration sur la face externe, prévien-
nent les pertes d'étanchéité éventuelles. 
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On ne conçoit de rupture brutale et de perte d'étanchéité que pour 
les conduites métalliques reliant le caisson aux autres éléments 
de la centrale. Le but du système de séourité est de se prémunir 
contre cet accident. 
2) Conception de 1'enceinte secondaire 
L'enceinte secondaire a donc pour objet de contenir l'eau et la 
vapeur, qui proviendraient d'une rupture de tuyauterie. ELle doit 
résister au pic de pression résultant de cette rupture, ainsi q\i'à 
la température correspondante, tout en restant étanche. 
De façon à simplifier au maximum sa géométrie, comme nous l'avons 
dit précédemment, toutes les traversées ont été regroupées dans 
la dalle inférieure. 
De ce fait, l'enceinte secondaire est située sous le caisson et 
lui sert de support. Les tuyauteries qui y débouchent sont munies 
d'une vanne de sectionnement. En cas de rupture d'une conduite, 
la fermeture de la vanne associée permet d'isoler soit le caisson, 
soit l'ensemble caisson-enceinte secondaire de l'extérieur. Si la 
rupture intervient entre la vanne et le caisson, le fluide qui 
s'échappe reste confiné dans l'enceinte secondaire. Si la rupture 
a lieu au-delà de la vanne, le volume de fluide perdu est très 
limité. 
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Deux conceptions différentes pouvaient' être envisagées : 
- soit une enceinte de dimensions restreintes, dans le 
prolongement du caisson, capable de fonctionner dans des 
conditions de pression analogues à celles du caisson. 
Cette conception n'a pu être retenue en raison du grand 
encombrement des conduites issues du caisson; 
- soit un système réducteur de pression, de dimensions 
importantes. C'est la conception retenue. 
Le système réducteur de pression se compose de deux enceintes 
superposées : 
- une enceinte sèche (Drywell), traversée par les tuyau-
teries sortant du caisson, et qui contient les vannes 
de sectionnement, 
- et au-dessous, une enceinte humide (Vetwell), contenant 
de l'eau, dans laquelle viendra se condenser la vapeur 
en cas d'accident, permettant ainsi la réduction de 
pression. 
Les deux enceintes, séparées par une dalle, sont reliées entre 
elles par un réseau de tubes plongeant dans l'eau du Wetwell. Dans 
le cas d'une rupture de tuyauterie, l'eau et la vapeur jaillissent 
dans le Drywell. L'augmentation de pression qui en résulte expulse 
le mélange air-vapeur-eau par le réseau de tubes, dans l'eau de 
l'enceinte humide. La vapeur en contact avec cette eau froide se 
condense rapidement. 
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L'ensemble des deux enceintes présente une forme cylindrique de 
diamètre extérieur de 25,60 m et de hauteur totale 18,75 m. Les 
dimensions du Drywell ont été imposées par l'encombrement et 
l'épanouissement des tuyauteries qui le traversent. Le tracé des 
différents réseaux a conduit à fixer son diamètre interne à 25 m, 
sa hauteur à 6,00 m. Pour des raisons de simplicité et de commodité 
d'exécution, la paroi cylindrique du tfetwell a été placée dans le 
prolongement de celle de l'enceinte sèche. Sa hauteur intérieure 
résulte d'une étude d'optimisation en fonction des valeurs des 
pics de pression en cas d'accident. Nous avons abouti à une hau-
teur de 8,00 m dont 3,5 m de hauteur d'eau, les pics de pression 
correspondant étant : 
- de 4 atmosphères pour le Drywell, 
- de 2,5 atmosphères pour le Wetwell* 
3) Matériaux constitutifs 
La qualité de béton requise est inférieure à celle du caisson 
( o28 = 300 bars au lieu de 400 bars). 
Les parois cylindriques sont précontraintes par cerces décrivant 
un tour complet, et par des câbles verticaux rectilignes. L'unité 
de câble choisie est l'armature S.E.E.E. du type F 7 600, de 174 t 
de tension de rupture garantie. 
Les dalles sont précontraintes par des câbles traversant disposés 
suivant trois directions. L'unité choisie est plus puissante, afin 
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de diminuer l'encombrement du câblage. Nous avons adopté l'arma-
ture S.E.E.E. F i9 500, de 355 t de tension de rupture. 
4) Hypothèses du calcul 
a) Charges appliquées 
En fonctionnement normal, les enceintes hors pression sont 
soumises uniquement à la température. 
Les conditions de température sont différentes selon qu'il 
s'agisse du Drywell ou du Wetwell. 
Dans le Drywell, les diverses conduites qui y débouchent, sous 
le caisson, provoquent un échauffement du milieu ambiant. Nous 
avons considéré que la température qui règne dans ce local est 
de l'ordre de 50°C. Compte tenu d'une température moyenne en 
face externe de 20°C, il se développe donc dans la paroi un 
gradient de température de 30°C. 
Dans le Wetwell, par contre, pour assurer une condensation 
efficace de la vapeur, en cas d'accident, la température de 
l'eau est contrôlée et ne dépasse jamais 30°C. Cette enceinte, 
par ailleurs, est enterrée dans le terrain et ce dernier jouant 
le rôle d'un parfait isolant thermique, il ne s'établit donc 
aucun gradient dans les parois. 
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En cas, d'accident, dû à la rupture d'une tuya.uterie, la pressie 
et la température augmentent immédJXL'banent dans les enceintes. 
Les pics de pression sont extrêmement brefs. Nous en avons 
donné la valeur précédemment pour les dispositions projetées : 
- 4 atmosphères pour le Drywell, 
- 2,5 atmosphères pour le Wetwell. 
Le pic de température diminue plus lentement. 
Or l'établissement d'un gradient thermique dans les parois 
épaisses nécessite un laps de temps relativement long. En 
conséquence, ce gradient sera faible et de toute façon ne 
pourra être concomitant avec la pression. Nous ne considérons 
pas, en cas d'accident, de contraintes thermiques autres que 
celles sollicitant la structure en service normal. 
b) Contraintes admissibles dans le béton 
Pour tous les cas de charge envisageables du service normal, ou 
de l'accident, nous avons limité la contrainte maximale dans le 
béton à 0,42 c-po soit 126 kg/cm2. 
Par ailleurs, en ce qui concerne les contraintes minimales, pour 
le service normal, aucune traction n'est tolérée. Pour l'accident, 
on tolère des tractions de l'ordre de 10 kg/cm2 en fibre extérieure 
uniquement, la fibre interieuredevant être toujours comprimée. 
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Le béton au voisinage de la fibre intérieure étant toujours 
en compression doit rester étanche. Nous n'avons pas prévu 
d'étanchéité en acier. 
c) Sécurité à rupture 
Le coefficient de sécurité à rupture doit être au minimum de 2. 
Il est inférieur à celui considéré pour le caisson qui est de 
2,5. La valeur adoptée semble néanmoins raisonnable, car elle 
affecte la valeur nominale d'un pic de pression qui peut se 
produire en nombre de fois très limita dans la vie du réacteur. 
5) Q u a n t i t é s 
A titre indicatif, nous donnons los quantités principales de 
l'enceinte secondaire : 
- Béton : 3 600 m3 
- Précontrainte : 15,2 kms d'armature F 7 600 
7,35 kms d'armature F 19 500 
soit 216 t d'acier dur pour précontrainte. 
- Aciers ordinaires : 186 t. 
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DEUXIEME PARTIE 
RESULTATS. DE LA COMPARAISON 
Avant de clore cet exposé, nous récapitulons succintement 
les principaux résultats de la comparaison. 
Nous pensons avoir dégagé de nombreux avantages à l'actif 
de la solution en béton précontraint : 
1) Avantages sur le plan économique : 
Les évaluations des coûts ont porté our les éléments susceptibles 
de présenter des coûts nettement différents dans les deux solu-
tions, c'est-à-dire sur : 
- les caissons 
- les enceintes de sécurité. 
Bn ce qui concerne les composants internes et les systèmes auxiliaire! 
seuls les suppléments de coût affectant la solution précontrainte 
ont été chiffrés. Ils affectent essentiellement : 
- la machine de chargement (qui est plus complexe) 
- les systèmes auxiliaires 
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Ces différentes évaluations ont été effectuées dans le contexte 
de constructions réalisées en France. Signalons, par ailleurs, 
qu'il n'a pas été possible d'obtenir une précision rigoureuse, 
qui aurait nécessité une analyse beaucoup plus fine, dépassant le 
cadre de cette étude. Les précisions obtenues sont de _ 8/0 pour 
la solution précontrainte, de * 157« pour la solution métallique. 
Nous avons abouti aux résultats résumés dans le tableau ci-après. 
Poste considéré 
Caisson 
Enceinte de sécurité 














A + 0,75 
B + 2,50 
A + B + 27,25 MF 
Le Bilan global donne un léger avantage à la solution précontrainte, 
Cependant, compte tenu des fourchettes dans lesquelles peuvent se 
tenir les prix, il est difficile d'être catégorique. Nous dirons, 
on conclusion, 3, que les coûts des deux solutions sont du 
même ordre de grandeur. 
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Par ailleurs, l'étude des plannings de construction fait apparaître 
un gain de temps relativementimportant pour la solution précon-
trainte (de l'ordre de 6 à 9 mois). Ceci est dû essentiellement 
au long délai de préfabrication en usine du caisson métallique 
(26 mois à compter de la date de commande). 
En outre, en exploitation, la période neutralisée pour le renou-
vellement du combustible, qui s'effectue à l'arrêt, est moins 
longue avec le caisson en béton précontraint. En effet, si lès 
manoeuvres de manipulation du combustible sont légèrement plus 
longues du fait de la plus grande complexité de la machine, par 
contre les travaux de démontage et remontage du dispositif d'ob-
turation du caisson sont notablement plus courts et, par ailleurs, 
il n'est pas nécessaire de procéder au démontage des sécheurs de 
vapeur. On peut penser que le gain de temps réalisé globalement 
serait de l'ordre d'une semaine par an. 
Compte tenu de ces gains de temps à la construction et à l'exploi-
tation, la solution précontrainte semble posséder un avantage 
tangible sur le plan économique. 
2) Sécurité accrue 
Le caisson métallique constitue une structure fragile. Toute 
amorce de fissure peut en effet se propager rapidement et provo-
quer des incidents graves (perte importante d'étanchéité par 
exemple). Vis à vis de ce risque le caisson en béton précontraint 
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présente une sécurité bien plus grande. En effet, d'une part la 
perte d'étanchéité est peu probable, et d'autre part, si elle 
devait se produire, elle serait précédée de signes avertisseurs, 
tels qu'une fissuration en fibre extérieure de la paroi, signes 
avertisseurs en tous cas suffisamment significatifs pour que l'on 
puisse intervenir pour prévenir ce danger. 
Cette sécurité accrue du caisson en béton précontraint par rapport 
au caisson métallique constitue, à notre avis, un des points les 
plus importants à porter à l'actif du caisson en béton précontraint. 
Ce problème de sécurité devient en effet de plus en plus aigu dans 
la mesure où il est logique de construire les centrales nuclé-
aires dans des sites proches des zones de grande consommation 
d'électricité, c'est-à-dire à proximité des grands ensembles 
urbains et industriels. 
3) Mise en oeuvre plus facile 
L'élaboration de la solution en béton s'effectue presque exclu-
sivement sur le site, alors que la construction du caisson métal-
lique, pour être le plus économique possible, exige une préfabri-
cation poussée en usine, ce qui a pour conséquence le transport 
de pièces lourdes et volumineuses. 
Le choix du site est donc beaucoup plus libre avec la solution 
précontrainte, la solution métallique réclamant la présence à une 
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distance raisonnable d'une importante infrastructure industrielle 
et la nécessité de recruter un personnel très qualifié pour le 
montage. 
4) Recul des limites techniques et technologiques -
Le fait de doubler l'épaisseur de la paroi d'un caisson en béton 
précontraint ne change pas de façon notable la faisabilité. Les 
procédés de mise en oeuvre restent sensiblement les mêmes. Le 
fait, par contre, de doubler l'épaisseur de métal change de façon 
importante les procédés de soudure et le coût du kilo de métal. 
On peut même, à la limite, arriver à concevoir par le calcul une 
structure qui serait technologiquementxirréalisab e à l'heure 
actuelle. Il est donc vraisemblable que, si des progrès importants 
ne sont pas réalisés dans la technique des soudures, le caisson 
en béton précontraint sera le seul envisageable à partir d'un 
certain seuil de puissance (donc de volume) et de certaines condi-
tions de pression. En effet, il n'y a pratiquement pas de limite 
technologique vis à vis des dimensions de la cavité intérieure et, 
pour des dimensions données, la limite technologique vis à vis 
de la pression intérieure est beaucoup plus reculée pour le béton 
que pour l'acier. 
Signalons par ailleurs que, lorsque la conception métallique est 
encore possible, l'avantage économique présenté par la solution 
précontrainte doit croître de façon importante au fur et à mesure 
que l'on tend vers la limite de faisabilité de la solution métal-
lique. Il est vraisemblable, en particulier, que la comparaison 
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pour une centrale de 1 000 MWe serait déjà plus favorable à la 
conception en béton. 
x 
x 
Il convient cependant de ne pas oublier que le caisson métallique 
comporte un avantage très important : la possibilité, après démon-
tage de son couvercle, d'offrir un accès complet à tous, ses élé-
ments internes, facilitant ainsi leur réparation ou leur modifi-
cation en cas d'incidents. Le seul accès possible à l'intérieur 
du caisson en béton précontraint est l'ouverture de 1,20 m de 
diamètre, prévue au centre de la dalle supérieure pour les opéra-
tions de chargement-déchargement. Cet accès limité rend beaucoup 
plus difficiles, voire aléatoires, les interventions sur les 
structures internes. Si l'on apportait une solution à ce problème, 
on donnerait un avantage complet au béton. Nous pensons que l'on 
devrait aboutir dans la recherche de la technologie du toit 
ouvrant du caisson précontraint. On dissocierait les problèmes 
d'accessibilité nécessitée par les opérations de renouvellement 
du combustible, qui peuvent s'accommoder d'une ouverture restreinte 
moyennant une machine de chargement plus complexe mais néanmoins 
réalisable, de ceux nécessités par une intervention aisée auprès 
des composants internes. Ainsi l'ouverture du caisson serait 
limitée à quelques opérations au cours de la vie de la centrale. 
On pourrait alors accepter des interventions relativement longues. 
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C'est là un paramètre qui augmente la probabilité d'aboutir 
effectivement à une solution viable. La recherche serait à faire 
au milieu de· beaucoup d'idées qui existent actuellement. On peut 
envisager par exemple : 
- une solution monolithique avec démolition puis recons4 
truction de la dalle supérieure, 
- une solution avec bloc amovible en béton, soit bloc 
monolithe, soit ensemble de blocs étroitement imbriqués, 
- une solution mixte avec couvercle métallique. 

DIE BAULICHE INTEGRATION EINES SPANNBETONDRUCKGEFASSES 
IN DIE KERNKRAFTWERKSANLAGE UND DER VERGLEICH ZU EINER 








Das Urheberrecht an diesem Bericht und sämtlichen Beilagen 
verbleibt uns. Er ist dem Empfänger nur zum persönlichen 
Gebrauch anvertraut. Ohne unsere schriftliche Genehmigung 
darf er nicht kopiert oder vervielfältigt, auch nicht drit-
ten Personen, insbesondere Wettbewerbern, mitgeteilt oder 
zugänglich gemacht werden. Widerrechtliche Benutzung durch 
den Empfänger oder Dritte hat zivil- oder strafrechtliche 
Folgen. 
1.2 Haftungsausschlußklausel 
Dieser Bericht ist mit größter Sorgfalt unter Berücksichtigung 
des neuesten Standes von Wissenschaft und Technik und unter Be-
nutzung aller zugänglichen Quellen erstellt worden. AEG/TFK 
und alle in deren Namen handelnden Personen können jedoch weder 
für die Richtigkeit und Vollständigkeit der darin genannten 
Informationen noch dafür einstehen, daß die Verwendung beschrie-
bener technischer Anordnungen, Methoden und Verfahren nicht 
gegen gewerbliche Schutzrech+e Dritter verstößt. Die Verwendung 
von Informationen, technischen Anordnungen, Methoden und Ver-
fahren, die in diesem Bericht enthalten bzw. beschrieben sind, 
erfolgt auf eigene Gefahr des Empfängers dieses Berichtes. 
Zur weiteren Verbreitung dieses Berichtes sowie der darin ent-
haltenen Kenntnisse bedarf es der schriftlichen Einwilligung 
von AEG/TFK. Im übrigen erfolgt die Übermittlung unter der 
Voraussetzung, daß dieser Bericht vertraulich behandelt wird. 
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2.0 Zus ammenfas sung 
Es wird zunächst der Aufbau und die Funktionsweise des Druckgefäßes 
und des Druckabbausystems in Spannbetonbauweise beschrieben. Hier-
bei wird insbesondere auf die Brennelementwechselmaschine eingegan-
gen. Das Reaktorgebäude wird in seinem grundsätzlichen Aufbau 
und in verschiedenen Einzelheiten der Raumaufteilung beschrieben. 
Im zweiten Teil wird ein qualitativer Vergleich zwischen den beiden 
Systemen angestellt. Gegenübergestellt werden Vor-.und Nachteile, 
die sich aus den verwendeten Materialien und den verschiedenen Geo-
metrien für Druckgefäß und Druckabbausystem ergeben. Ferner werden 
das Reaktorgebäude und die Terminplanung für den Bauablauf der bei-
den Versionen miteinander verglichen. 
3.0 Allgemeines 
Einige allgemeine Voraussetzungen erfordern einige Worte, die gleich-
zeitig zum besseren Verständnis des Nachfolgenden erforderlich sind. 
3.1 Begriffsbestimmungen 
Diese Ausarbeitung befaßt sich nur mit der Integration eines Spann-
betondruckgefäßes in das Gebäude einer nuklearen Dampferzeugungsan-
lage. Dabei wird auf den Angaben aufgebaut, die Uns im Rahmen 
unserer Untersuchungen von Spannbetonspezialfirmen zur Verfügung 
gestellt werden. An dieser Stelle wird nicht näher auf die eigent-
liche Technik des Spannbetons oder auf Isolationsprobleme eingegan-
gen. Auch Probleme der statischen oder dynamischen Berechnungen 
werden hier nicht behandelt. 
3.2 Studie 
Weiterhin muss festgehalten werden, daß die nachfolgend vorgeschla-
gene Gebäudeanordnung das Ergebnis einer Studie ist. Es muss daher 
damit gerechnet werden, daß es sich bei eingehender Durcharbeitung 
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herausstellt, daß einige Änderungen sinnvoll sind. Mit anderen 
Worten heißt das, daß sich an der Gebäudekonzeption wohl kaum 
etwas ändern dürfte; daß jedoch auch die nachfolgenden Überlegungen 
noch nicht das Ergebnis einer Gebäudeoptimierung sind. 
3.3 Genehmigung 
Außerdem ist noch zu erwähnen, daß bisher keine genehmigende Behör-
de zu einem Anlagenkonzept einer nuklearen Siederwasserreaktoran-
lage mit einem Spannbetondruckgefäß verbindlich Stellung genommen 
hat. Auch hierdurch wäre es möglich, daß einige Änderungen unum-
gänglich werden. 
3.4 Vergleich 
Letztlich ist noch festzuhalten, daß eine Gegenüberstellung von 
Stahl- und Spannbeton unseres Erachtens nicht in finanzieller Hin-
sicht möglich ist, daß die Anlagen zu verschieden sind und zudem 
noch keine verbindlichen Angebote der Spannbetonbauteile vorliegen. 
Ausserdem würde ein solcher Vergleich durch Kostenunterschiede in 
den einzelnen Ländern auch weitgehend irrelevant werden. 
Es wird deshalb ein Vergleich auf qualitativer Basis angestellt, 
der es allen Interessenten gestattet, sich zumindest Vergleichs-
zahlen oder Differenzkosten in Abhängigkeit der örtlichen Gegeben-
heiten in ausreichender Genauigkeit zu erarbeiten. 
4.0 Beschreibung des einzuordnenden Bauteils 
Hier soll das Spannbetondruckgefäß mit einem Druckabbausystem 
beschrieben werden, das in der vorgeschlagenen Form nur bei Beton-
druckgefäßen angewendet werden kann. 
4.1 Spannbetondruckgefäß 
Das Spannbetondruckgefäß besteht aus einem zylindrischen Hohlkör-
per aus vorgespanntem Beton mit einem Außendurchmesser von 14,30 m 
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und einer äußeren Gesamthöhe von 29­0 m. (Vergleiche hierzu 
Fig. 1). Der innere Hohlraum, in dem die sog. Reaktoreinbauten 
angeordnet sind, hat 
einen Durchmesser von 
7.1 m und eine lichte 
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Zum Brennelement­ und 
Steuerstabwechsel steht 
in der oberen Decken ­
scheibe eine Öffnung 
mit einem lichten 
Durchmesser von 
1,36 m zur Verfügung. 
Alle anderen Öffnungen 
und Durchbrüche sind 
in der unteren Boden ­
scheibe angeordnet, so 
daß der zylindrische 
Bereich keine und die 
obere Deckenscheibe nur 






Diese Art des Reaktordruckgefäßes erfordert selbstverständlich 
ein Umdenken bei den Einbauten. 
Der Kernmantel ­ er besitzt am unteren Ende Durchbrüche zum Ein­
tritt des durch die internen Axialpumpen geförderten Kühlmittels 
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ist auf der Lining-Bodenplatte gelagert. Er trägt das obere und 
untere Kerngitter und damit die Brennelementbündel. Über die 
Kernoberkante hinaus ist der Kernmantel soweit verlängert worden, 
daß ein zum Brennelementwechsel erforderlicher Raum entsteht. 
Abgeschlossen wird dieser Raum von dem sog. Kerndeckel, der wie-
derum durch ein zentrisch angeordnetes Rohr eine Verbindung zum 
Reaktordruckgefäßdeckel besitzt. Durch dieses Rohr wird die 
Brennelementwechselmaschine eingeführt und nach dem Wechsel wieder 
demontiert. 
Unterhalb des Kernes sind die sog· Steuerstabführungsrohre im 
Inneren des Kernmantels angeordnet. Außerdem sind die Verteiler-
ringe für die Kernnotkühlung und die Kernvergiftung oberhalb des 
Kernes im Inneren des Kernmantels untergebracht. 
(Vergleiche hierzu auch Fig. 2) 
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Fig . 2 
Druckgefäßeinbauten 
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Oberhalb und außerhalb des "Kernraumes" - er wird wie vorstehend 
erwähnt, vom Kernmantel und dessen Deckel gebildet - ist der Kom-
plex "Dampf-Wasserseparation-Dampftrocknung" untergebracht. 
Wie auch aus Fig. 2 zu entnehmen ist, wird der über dem Kern 
aufsteigende Naßdampf durch den Kernmantel hindurch zu den um 
den Kernmantel ringförmig angeordneten, radial angeströmten Zyklonen 
geleitet. In den Zyklonen werden Dampf und Wasser weitgehend ge-
trennt. Der Dampf steigt in den Leitkammern auf zu den Dampftrock-
nern, während das Wasser zurück in den sog. Ringraum um den Kern-
mantel fließt. Der aus den Dampftrocknern austretende Dampf wird 
gesammelt und durch die vier Dampfleitungen am Kernmantel vorbei 
nach unten aus dem Reaktordruckgefäß transportiert. 
Vergleiche hierzu Fig. 3 : 
Das aus den Zyklonen zurückströmende Wasser vermischt sich mit dem 
durch den sog. Speisewasserverteilerring zurückgeführten Kondensat 
und strömt im Ringraum nach unten, um da durch die internen Axial-
pumpen wieder durch den Kern gefördert zu werden. 
Selbstverständlich ist das Speisewasser zusammen mit dem in den 
Zyklonen abgestreiften Wasser nur ein geringer Teil des durch die 
internen Axialpumpen umgewälzten Wassers. 
Der grösste Anteil des umwälzten Kühlmittels kommt unterhalb des 
Wasserspiegels aus dem Inneren durch den Kernmantel in den Rückström-
raum. 
Auf weitere konstruktive oder auslegungstechnische Einzelheiten 














Fließschema des Kühlmittels 
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4.3 Brennelementwechselmaschine 
Da zum Austauschen und Auswechseln von Brennstoffelementen und 
Steuerstäben durch die spannbetonspezifisch kleine Öffnung ein 
völlig neues Konzept der Brennelementhandhabung erarbeitet werden 
musste und dieses Konzept wiederum das Reaktorgebäude beeinflußt, 
muß an dieser Stelle etwas mehr auf die Problematik eingegangen 
werden. 
Drei Grundgedanken liegen dieser Entwicklung zugrunde : 
- Die Brennelementwechselmaschine muss völlig aus dem 
Reaktordruckgefäß zu entfernen sein, damit Wartung-
und gegebenenfalls Reparaturarbeiten durchgeführt 
werden können. 
- Neue Brennelemente werden durch ein Magazin, welches 
drei neue Elemente fassen kann, in das Reaktorinnere 
transportiert. 
- Die Bewegungen der Wechselmaschine werden rein mecha-
nisch herbeigeführt und überwacht, um eine entsprechende 
Verfahrsicherheit zu erhalten. 
Mit diesen Forderungen wurde eine Wechselmaschine konzipiert, 
deren Aufbau und Funktion nachfolgend kurz beschrieben wird. 
(Vergleiche auch hierzu Fig. 4 und 5) 
4.3.1 Aufbau der Brennelementwechselmaschine 
Durch die Beladeöffnung des Reaktordurckgefäßes wird ein Rohr 
eingeführt, in seiner Lage genau fixiert und drehbar gelagert. 
Durch dieses Rohr führen die Antriebsstangen für den Ausleger-
arm. Ausserdem ist in diesem Rohr noch so viel Platz vorhanden, 
657-
daß das Brennelementmagazin hierdurch transportiert werden kann. 
Der Auslegerarm selbst ist vertikal schwenkbar, um nach dem 
Einführen ein Ausklappen in die Arbeitslage zu gestatten. Der 
hierzu erforderliche Antrieb erfolgt über eine der Antriebsstangen 
und ein Schneckenrad. Nach dem Erreichen der Arbeitsstellung wird 
im Führungsrad auf einer am Kernmantel befestigten, umlaufenden 
Bahn eine zusätzliche Sicherung der horinzontalen Lage herbeiführen. 
Auf den runden Führungsstangen des Auslegerarmes wird durch eine 
weitere Antriebsstange und der zugehörenden Gewindespindeli>èin 
Schlitten radial verfahren. 
Durch die Drehbewegung des grossen Gehäuserohres und durch das radia-
le Verfahren des Schlittens auf dem Auslegerarm kann jede Position 
über dem Kern angefahren werden. 
Da jedoch die Brennelementbündel eine quadratische Geometrie haben 
und naturgemäss auch die Aussparungen im oberen Kerngitter ent-
sprechend ausgebildet sind (siehe Figur 6) muss das Elementbündel 
eine von der jeweiligen Winkellage des Auslegerarmes zur Kernfigura-
tion abhängigen Relativbewegung erfahren, um in den Kern abgesetzt 
werden zu können. Dies geschieht dadurch, daß die Brennelementmaga-
zinaufnahme im Schlitten drehbar ausgebildet ist. Der Antrieb er-
folgt ebenfalls durch eine Antriebsstange derart, daß bis zu einer 
360 °-Bewegung des Gehäuserohres auch eine 360 ° - Bewegung der Maga-
zinaufnahme erfolgt. Durch diese einfach konstruktive Maßnahme ist 
sichergestellt, daß das Brennelementbündel immer- unabhängig von der 
Winkellage des Auslegerarmes- in das quadratische System der Kern-
figuration paßt. 
Das Brennelementmagazin besteht aus einem zylindrischen Hohlkörperte, 
in welchem die vier Antriebe für das Ein- bzw. Ausfahren der Brenn-
elemente angeordnet sind. 
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Fig. 6 
Kernquerschnitt 
4-.3-2 Funktion der Brennelementwechselmaschine 
Um die Funktion der Brennelementwechselmaschine zu verdeut-
lichen, ist es am besten, wenn nachfolgend in kurzen Worten 
ein solcher Vorgang beschrieben wird. 
Zunächst wird der Deckel des kalten, gefluteten Reaktordruckge-
fäßes aufgeschraubt. Anschliessend wird der Flutraum mit Wasser 
gefüllt, die Schleuse zwischen dem Brennelementlagerbecken geöff-
net, der Reaktordruckgefäßdeckel abgehoben und gelagert. Die 
Brennelementwechselmaschine wird mit dem nach unten geschwenkten 
Auslegerarm in die Öffnung des Reaktordruckgefäßes eingeführt 
und in der einen möglichen Stellung verankert. Dadurch ist 
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gleichzeitig die stellungsanzeigende Vergleichsmechanik mit der . 
eigentlichen Brennelementwechselmaschine gekuppelt.» d.h. es können 
alle Bewegungen der Brennelementwechselmaschine mechanisch auf 
einem zugänglichen Simulator maßgebend festgestellt werden. 
Anschliessend wird der Auslegerarm der Brennelementwechselmaschine 
in die Horizontale verfahren, dort arretiert und mit der Auflage 
der Führungsrolle am Kernmantel zusätzlich gesichert. 
Das inzwischen im Brennelementlagerbecken mit drei Brennelementen 
gefüllte Magazin wird durch den Gebäudekran durch das Gehäuserohr 
hindurch in den zentrisch stehenden Schlitten in der einzig mög-
lichen Position eingesetzt. Durch die Wahl der entsprechenden 
Kernposition auf einem Tastenpult wird die gewählte Position elek-
tronisch gesteuert, jedoch rein mechanisch angetrieben, angefahren. 
Dabei verfährt der Schlitten radial, das Gehäuserohr bewirkt die 
Drehung und das Magazin erfährt die erforderliche Relativbewegung. 
Alle Bewegungsabläufe werden auf dem Simulator mitgefahren und 
können dort kontrolliert werden. 
Ist die vorgewählte Position erreicht, daß heißt,daß das Magazin 
genau über einem Steuerstab steht und die Öffnung des Magazins 
4 Elen'entbündel überdeckt, wird durch den vierten bisher noch lee-
ren Greifer ein altes Element in das Magazin gezogen, Danach dreht 
sich das Magazin um die senkrechte Achse um exakt 90° , sodaß 
ein neues Element über der leeren Kernposition steht. Nun kann 
das neue Element in den Kern eingeführt werden. Anschließend wird 
das Magazin mit seiner Leerstelle über das nächste auszuwechselnde 
Element gebracht und der eben beschriebene Vorgang wiederholt sich. 
Ist das Magazin voll mit allen Elementen, wird es gegen ein zweites 
mit neuen Elementen gefülltes Magazin umgetauscht. Dies wiederholt 
sich so lange, bis die Nachladung im Kern erfolgt ist. Dann kann 
die Brennelementwechselmaschine nach dem Hochklappen des 
Auslegerarmes entfernt und das Reaktordruckgefäß geschlossen wer-
den. (Siehe hierzu auch Fig. 7) 
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Wie eingehend schon kurz erwähnt, werden alle Rohrleitungen aus-
nahmslos aus dem Boden des Reaktordruckgefäßes nach unten rausge-
führt. 
Da postuliert wird, daß das Druckgefäß selbst so sicher ausgelegt 
ist, daß sein Versagen nicht in die Unfallanalyse einbezogen werden 
muß - das ist die gleiche Annahme wie bei einem Reaktordruckgefäß 
aus Stahl - ist für die Unfallbetrachtung nur das Versagen der 
größten, aus dem Reaktordruckgefäß kommenden und nicht absperrbaren 
Rohrleitung anzunehmen. 
Aus diesem Grund wird unterhalb des Reaktordruckgefäßes ein Raum -
die sog. Druckkammer - vorgesehen. In ihr sind alle Rohrleitungen 
sowie die Steuerstabantriebe und die internen Axialpumpenantriebe 
mit den zugehörenden Armaturen untergebracht. (Vergleiche hierzu 
Fig. 8) 
Versagt in diesem Raum ein druckführendes Bauteil so , daß das 
Reaktordruckgefäß leerlaufen würde, so wird der austretende Dampf 
durch den entstandenen Überdruck in die im Boden der Druckkammer 
eingelassenen Kondensationsrohre in ein, in der Kondensationskammer 
bereitgestelltes Wasserreservoir gedrückt und dort kondensiert. 
Gleichzeitig wird durch andere Rohrleitungen eine derart grosse 
Wassermenge in das Reaktordruckgefäß gedrückt, daß die Nachwärme 
des Kernes abgeführt wird. Dadurch ist eine Beschädigung der 
Brennelemente ausgeschlossen. 
Die Auslegung des Druckabbausystems auf den größten anzunehmenden 
Unfall- das ist der vorst, erwähnte Rohrleitungsbruch -kann hier 
nicht weiter behandelt werden, da sonst mit Sicherheit der Rahmen 
dieses Vortrages gesprengt würde. Deshalb wird nachfolgend nur 
noch ein Diagramm des Druckverlaufes in Druck- und Kondensations-
kammer nach einem Unfall gezeigt. 
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Druckverlauf in 
Druck­ und Kondensa­
tionskammer nach einen 
angenommenen Unfall 
Zu erwähnen ist hier nur noch, daß eine Schleuse den Zugang zur Druck­
kammer ermöglicht, und daß diese Schleuse aus Transportgründen senkrecht 
angeordnet ist. Selbstverständlich muß eine Stahiauskieidung der Druck­
und der Kondensationskammer eine technische Gas­ und Druckdichtigkeit 
geben. 
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5.0 Reakt orgebäud e 
Eingangs dieses Abschnittes muß festhalten werden, daß das Reaktor-
gebäude mit allen in ihm untergebrachten Anlagen direkt mit einem 
Kesselbau einer konventionellen Dampf-Kraftanlage vergleichbar 
ist. Man kann es als "Nukleares Dampferzeugungssystem" bezeichnen. 
5.1 Grundsätzlicher Aufbau des Reaktorgebäudes 
Das Reaktorgebäude hat eine Gesamthöhe von 8C,0 m, eine Breite von 
33*0 m und eine Länge von 42,0 m im Bereich von Druck- und Konden-
sationskammer sowie eine Länge von 36,0 m im Bereich des Reaktor-
druckgefäßes und darüber.(Vergi, hierzu Fig. 10 und 11) 
Durch diese Abmessungen ergibt sich ein Gebäudevolumen von ca. 
100 000 nr. Hiervon stehen 84 000 nr für die Hilfsanlagenteile 
zur Verfügung, da das Reaktordruckgefäß mit Druck- und Kondensa-p tionskammer einen Raumbedarf von ca. 16 000 m haben. 
























































Pumpen für Aktivsammeitank 






Abwasser- und Abklingbehälter 
Vorlagebhälter 
Dekantier- und Filtrierpumpen 
Destillatbehälter 
Faßabnahme und Faßlager (leere Fässer) 
Abbaubehälter 
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Längsschnitt durch das 
Reaktorgebäude 
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Regenerativ-Wärmetauscher und Notkühler 
Verdampferkonzentratbehälter 
Konzentratbunker 
Instrumentierung für Druckgefäßkühlung 
Waschwasserfilter 
Destillatkühler, Kondensat- und Gaskühler 
Abstreifersäulen 
Kühlung des Reaktordruckgefäßes 




Abluft des Maschinenhauses 
Abluft des Reaktorgebäudes 
Lager für gebrauchte Brennelemente 
Zuluft des Maschinenhauses 
Zuluft des Reaktorgebäudes 
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Raum Nr. 52 Lager für neue Brennelemente 
Raum Nr. 53 Elektronik der Wechselmaschine 
Raum Nr. 54 Mechanische Anzeige der Wechselmaschine 
Raum Nr. 55 Bedienungsbühne 
Andere, ebenfalls erforderliche Räume wie z.B. Verbindungsgänge, 
Treppenhäuser, Aufzug, Montageschacht, Rohrleitungs- und Kabel-
kanäle sind selbstverständlich vorgesehen, jedoch in der vorstehen-
den Liste nicht einzeln aufgeführt. 
Die Gebäudehöhe wurde maßgeblich durch das Druckabbausystem (d.h. 
Druck- und Kondensationskammer) mit dem darüberliegenden Reaktor-
druckgefäß und den darüber zur Durchführung des Brennstoffwechsels 
erforderlichen Räumen bestimmt. Das Kellergeschloß, das unter dem 
Druckabbausystem angeordnet ist, um günstige Anlaufhöhen für die 
Pumpen zu erhalten, vervollständigt die erforderlichen Angaben zur 
Ermittlung der Gebäudehöhe. Länge und Breite des Reaktorgebäudes 
beruhen auf den Abmessungen von Reaktordruckgefäß, Druckabbausystem 
und Lagerbecken für gebrauchte Brennelemente. 
5.2 Einzelheiten der Raumaufteilung 
Die gesamte Raumanordnung wurde so gewählt, daß die Lasten mög-
lichst direkt auf den Baugrund abgeleitet werden können. Bei den 
Verbindungsgängen wurde darauf geachtet, daß eine Mindestbreite von 
2,0 m nicht unterschritten wird. 
Um Rohrleitungen und elektrische Kabel vernünftig führen und ver-
legen zu können, wurden senkrechte, nahezu ununterbrochene Kanäle 
vorgesehen. Die Querverteilung von Rohrleitungen und Kanälen er-
folgt in abgeschlossenen Kanälen, die nach Möglichkeit weitgehend 
über den Verbindungsgängen angeordnet wurden. Gleichzeitig wurde 
auf günstige Verlegungsmöglichkeiten der Be- und Entlüftungskanäle 
geachtet. 
Gleichzeitig wurde dafür Sorge getragen, daß die eingezogenen 
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Decken und Wände soweit eine Strahlenabschirmung ergeben, daß eine 
uneingeschränkte Begehbarkeit des Reaktorgebäudes sichergestellt 
ist. 
Um das Reaktordruckgefäß von Lasten, die nicht aus dem Reaktorbetrieb 
kommen, freizuhalten, wurde das gesamte Reaktcrdruckgefäß mit einer 
Wand derart umgeben, daß zwar eine Inspektion der Außenseite des 
Reaktordruckgefäßes uneingeschränkt möglich ist, die Lasten der auf-
liegenden Decken jedoch durch die Wände auf den Baugrund abgeleitet 
werden. 
Die Zwischendecke im Bereich des Druckabbausystems wird ebenfalls so 
abgestützt, daß das Druckabbausystem nicht durch externe Kräfte 
beansprucht werden kann. 
Die Stärke der Gebäudeaußenwände wurde nicht nur durch die Statik , 
sondern auch durch die erforderlichen Abschirmquerschnitte bestimmt. 
Unter dem Druckabbausystem wurden in einem Ringraum (Kellergeschoß) 
die Leerlauf- und Kernsprühpumpen angeordnet, um möglichst günstige 
Zulaufverhältnisse für die Pumpen und einfache Rohrleitungsführungen 
zu erhalten, da das Wasser für diese Pumpen und für die ebenfalls im 
Kellergeschoß angeordneten Noteinspeise- und Notkondendationsturbi-
nen aus der Kondensationskammer abgezogen wird. 
Das Reaktorgebäude besitzt zwei durchgehende Treppenhäuser. 
Eines davon ist mit einem Personenaufzug versehen, von dem aus jedes 
Geschoß zu erreichen ist. Ferner wurde im Reaktorgebäude eine 
Montageöffnung vorgesehen, die durch das gesamte Bauwerk hindurchge-
führt und durch den Gebäudekran erreicht werden kann. 
Die in dem vorhergehenden Kapitel aufgezählten Räume für die Be-
triebs- und Sicherheitssysteme werden hier nicht besonders betrach-
tet, da ihre Funktion bekannt und die Raumaufteilung aus den einzel-
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Auf der Ebene + 34,95 (Fig.18) liegen Räume für die Aggregate 
zur Kühlung des Reaktordruckgefäßes und der dazu notwendigen 
Instrumentierung (Raum Nr. 41 und Nr. 42). In diesen Räumen 
können auch z.B*. die infolge von Wechselbeanspruchung (Last-
änderungen) auftretenden Formänderungen des Spannbetonreaktor-
druckgefäßes registriert werden. 
In der Höhe des Lagerbeckens für gebrauchte Brennelemente 
(Fig. 20, Raum Nr. 53 und Nr. 54 ) befinden sich auch die Räume 
für die mechanische und elektronische Überwachung der Brennelement-
wechselmaschine. Die Brennelementwechselmaschine selbst wird, 
wenn sie nicht benutzt wird, im Raum Nr. 51 neben dem Lagerbecken 
für gebrauchte Brennelemente abgestellt. 
6.0 Qualitativer Vergleich einer 600 MWe Kernkraftwerksanlage 
mit Siedewasserreaktor mit einem Reaktordruckgefäß aus Stahl 
und einem solchen aus Spannbeton 
Bei diesem Vergleich werden nur die wesentlichen Unterschiede auf-
gezählt und betrachtet, die unmittelbar durch die verschiedenen 
Reaktordruckgefäße bedingt sind. Wesentliche Unterschiede bestehen 
bei 
- dem Reaktordruckgefäß 
- dem Sicherheitsbehälter (Druckabbausystem) 
- dem Reaktordruckgefäßeinbauten 
- dem Brennelementwechsel 
- dem Reaktorgebäude 
- den Sicherheitsbetrachtungen 
- der Terminplanung und dem Bauablauf 
Nachfolgend werden diese Punkte im einzelnen kurz behandelt. 
6.1 Reaktordruckgefäß 
Die grundsätzlichen Unterschiede für diese beiden Möglichkeiten 
beruhen auf den Unterschieden bei dem Material, der Geometrie 
des Druckgefäßes und bei der Sicherheit gegen Überlastung und Druck. 
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6.1.1 Material 
Da die Bauarbeiten an einem Betondruckgefäß weniger qualifizierte 
Arbeiter erfordern als die bei einem Stahldruckgefäß, ist die 
Zusammensetzung des Arbeitsteams für die Betonarbeiten nicht so 
schwierig. Es können dazu Arbeiter aus der näheren, ggf. auch 
ländlichen Umgebung des Kraftwerksstandortes eingestellt werden. 
Dagegen erfordert ein Stahldruckgefäß für die Vorfertigung in 
der Fabrik und fite' die Endmontage auf der Baustelle hochqualifi-
zierte Kräfte und darüberhinaus Fertigungsmöglichkeiten (z.B. 
große Glühöfen) , die nur selten anzutreffen sind. 
Betrachtet man die technologischen Grenzen für die Ausführung, 
so stellt man fest, daß bei einem Betcndruckgefäß die Wanddicke 
erheblich vergrößert werden kann, ohne daß die Arbeitsvorgänge 
sich dadurch wesentlich ändern, oder daß die Festigkeitseigen-
schaften merklich reduziert werden. Beim Stahldruckgefäß dagegen 
verändert eine wesentliche Erhöhung der Wanddicke die technolo-
gischen Eigenschaften des Stahles (Festigkeit und Zähigkeit 
nehmen ab) und die Schweißverfahren zur ungünstigen Seite. Es 
muß jedoch beachtet werden, daß die Stahlindustrie bei Druckge-
fäßen für Siedewasserreaktoren bis zu einer Größe von mehr als 
1200 MWe noch vor keinen umwälzend neuen Problemen steht. 
Gewisse Unsicherheiten bestehen beim Spannbetondruckgefäß noch 
bezüglich der Wärmeisolierung selbst und deren Anordnung sowie 
dem Schwind- und Kriechverhalten des Betones unter Temperatur-
und Strahlenbelastung. Man muss ebenfalls den erhöhten Aufwand 
beachten, der durch die erforderliche Kühlung des Betones mit 
einem geeigneten Kühlmittel, das durch besondere Konstruktionen 
(z.B. Kühlschlangen) geleitet wird, bedingt ist und die Kosten 
beeinflußt. Da noch wenig Erfahrungswerte über das Langzeitver-
halten von Spannbetondruckgefäßen vorliegen, erscheint es zur 
Zeit noch notwendig, Spannglieder und Beton auf ihre Funktions-
tüchtigkeit regelmässig zu überprüfen. Dieser Punkt kann jedoch 
auch als Vorteil angesehen werden. Er wird deshalb bei der 
Sicherheitsbetrachtung noch einmal behandelt. 
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6.1.2 Geometrie des Reaktordruckgefäßes 
Beide Behälter haben eine zylindrische Form , aber sehr unter-
schiedliche Abmessungen. Die inneren Abmessungen des Stahlge-
fäßes sind 
- lichter Durchmesser 5,5 m 
- lichte Gesamthöhe 20,0 m 
Die entsprechenden Maße des Spannbetongefäßes sind : 
- lichter Durchmesser 7,1 m 
- lichte Gesamthöhe 20,0 m . 
Der Grund für diesen erheblichen Unterschied ist, daß beim 
Stahldruckgefäß in der Zylinderwandung Rohrleitungsdurchführun-
gen angeordnet sind, während beim Gefäß aus Spannbeton dies 
nicht der Fall ist und deshalb alle Rohrleitungen im Rückström-
raum außerhalb des Kernmantels nach unten geführt werden müssen. 
Ausserdem besteht in diesem Zusammenhang noch ein erheblicher 
Unterschied in den Abmessungen des Reaktordruckgefäßdeckels. 
Während beim Reaktordruckgefäß aus Stahl der volle Querschnitt 
freigemacht werden kann, ist das Spannbetondruckgefäß nur mit 
einer relativ kleinen Öffnung versehen. Diese Maßnahme erfor-
dert ein Umdenken bei der Einbautenmontage und bei der Brenn-
elementhandhabung. In Fig. 22 wird im gleichen Maßstab darge-
stellt, wie sich die Abmessungen durch die Anwendung von Spann-
beton als Werkstoff ändern. 
Trotz der wesentlichen grösseren Abmessungen des Druckgefäßes 
aus Spannbeton werden die Abmessungen des Reaktorgebäudes 
kaum verändert, da durch die dicke Spannbetonwand die beim Stahl-
gefäß erforderliche biologische Abschirmung (biol.Schild von 
ca. 1,5 m Dicke), sowie Druckgefäßaußenisolierung und damit ver-
bundene Montagefreiheiten entfallen können. 
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Fig. 
Abmessungen von Stahl- und Spannbetondruckgefäßen 
für eine 600 MtVe - Siedewasserreaktoranlage 
6.1.3 Überlastung- und Bruchsicherheit 
Wie allgemein bekannt ist, wird das Stahldruckgefäß aus einzel-
nen Elementen - seien es nun geschmiedete Ringe oder gebogene 
bzw. gekümpelte Stahlplatten - zusammengeschweißt und anschließend 
plattiert. Aus diesem Grunde liegt ein heterogenes Material 
vor, bei dem Betrachtungen über die Sprödbruchanfälligkeit unum-
gänglich sind. Um grössere Schäden am Reaktordruckgefäß aus Stahl 
mit Sicherheit ausschließen zu können, werden sorgfältige Werk-
stoff- und Schweißnahtprüfungen sowie Druckproben vorgenommen. 
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Das Spannbetondruckgefäß steht durch die Vorspannung unter erheb-
lichen Druckspannungen, die dann im Betriebszustand durch den 
Innendruck und die Temperatur abgebaut werden. 
Es entstehen im Betriebszustand somit nur in der Außenfaser sehr 
geringe Zugspannungen, die noch zu keinen Rissen führen. Der übrige 
Querschnitt hat weiterhin hohe Druckspannungen. Selbst wenn an 
einzelnen Stellen an der Außenfläche Risse auftreten würden, wird 
dadurch die Tragfähigkeit des gesamten Querschnittes nicht beein-
trächtigt. Die bei einer Überbelastung auftretenden Risse können 
als Warnzeichen dienen und bei ständiger Überwachung ist eine Not-
abschaltung bei zu grossen Rissen möglich. 
Diese Sicherheitseinrichtung bringt einen wesentlichen Vorteil gegen-
über dem Stahldruckgefäß. 
6.2 Sicherheitsbehälter (Druckabbausystem) 
Die durch die verschiedenen Materialien bedingten Unterschiede sind 
ähnlich wie beim Druckgefäß. Jedoch liegt man hier gerade bei einem 
Druckabbausystem aus Stahl z.Zt. noch weiter von der technischen 
Grenze entfernt als bei den Druckgefäßen. 
Der hauptsächliche Unterschied liegt in der Geometrie und im Aufbau 
des Sicherheitsbehälters. Bei der Stahlausführung umgibt der Sicher-
heitsbehälter das gesamte Druckgefäß und besitzt noch eine zweite 
Dichthaut, um im Falle einer Leckage nach einem Unfall mit Kühlmittel-
verlust die radioaktiven Stoffe aus dem so entstandenen Zwischenraum 
absaugen und ins Innere des Druckabbausystemes zurückpumpen zu können. 
Dadurch wird ein Austritt auch von kleinsten radioaktiven Gasmengen 
mit Sicherheit verhindert. Im Prinzip wäre dies jedoch auch bei der 
Spannbetonversion durchzuführen. (Vergleiche hierzu Fig. 26) 
Der wesentliche Vorteil der Spannbetonanordnung besteht darin, daß 
das Reaktordruckgefäß nicht mehr vollständig vom Sicherheitsbehälter 
umschlossen werden muß, da alle Rohrleitungen durch die Bodenplatte 
geführt werden. 
Ein weiterer Vorteil ist darin zu sehen, daß das Wasserreservoir, 
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welches auch zur Notkühlung des Reaktors nach einem Unfall benötigt 
wird,nicht wie bei der Stahlversion in ¡halber Höhe, sondern am 
tiefsten Punkt des Druckabbausystemes angeordnet ist. Dadurch ent-
fällt eine recht aufwendige Umschalteinrichtung für Pumpen mit 
großer Fördermenge. Auch die Zulaufverhältnisse für die Pumpen 
sind klarer und übersichtlicher. 
Fig. 23 
Schematische Darstellung eines Stahldruckabbausystems 
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6.3 Reaktordruckgefäßeinbauten 
Einige wesentliche Unterschiede der Einbauten im Vergleich zum 
Stahldruckgefäß verdienen es, herausgestellt zu werden. 
Zunächst ist zu bemerken, daß alle Rohrleitungen auf der Außenseite 
des Kernmantels nach unten aus dem Reaktordruckgefäß herausgeführt 
werden müssen, damit keine Rohrleitungsdurchführungen durch die 
Zylinderwand des Spannbetondruckgefäßes erforderlich werden. 
Ein weiterer Unterschied ist in der rohrförmigen Verlängerung des 
eigentlichen Kerndeckels bis zur Beladeöffnung zu sehen. Diese 
Verlängerung wurde erforderlich, damit beim Einführen der Brenn-
elementwechselmaschine keine Umbauten an den Kernbauteilen erforder-
lich wurden. 
Es ist noch festzuhalten, daß die internen Axialpumpen, die beim 
Stahldruckgefäß nach oben ausgebaut werden, im vorliegenden Falle 
nach unten demontiert werden müssen. Dadurch muß durch eine Art 
von Montageschleuse dafür Sorge getragen werden, daß bei der Demon-
tage der Pumpen das Wasser aus dem Reaktordruckgefäß nicht auslau-
fen kann. 
Zuletzt soll noch erwähnt werden, daß die innere Stahlauskleidung 
des Betongefäßes größere Probleme aufwirft als die Plattierung 
eines Stahldruckgefäßes. 
6.4 Brennelementwechsel 
Wie eingangs schon erwähnt, kann im Gegensatz zu einem Stahldruck-
gefäß nicht der gesamte Gefäßquerschnitt zum Brennelementwechsel 
geöffnet werden. Dadurch war man gezwungen, eine völlig neue Art 
der Brennelementhandhabung zu konzipieren. Diese neue Möglichkeit 
ist zwar für sich gesehen wesentlich teurer als die herkömmliche 
Art. Sie bietet aber durch das Brennelementmagazin und durch den 
relativ geringen Platzbedarf derartige Vorteile an, daß eine An-
wendung dieses Systèmes auch bei Stahlgefäßen zu überlegen sein 
wird. 
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Mit Sicherheit war zumindest auf diesem Gebiet die Ent?;icklungsar-
beit und die Anregung durch den Spannbeton fruchtbar. 
6.5 Reaktorgebäude 
Für die beiden Möglichkeiten des Spannbetondruckgefäßes und des 
Stahldruckgefäßes ergeben sich nur wenig grundsätzliche Unterschiede 
im Reaktorgebäude, die in einem qualitativen Vergleich interessieren. 
Abgesehen von der Raumanordnung, die ja weitgehend ähnlich ist, kann 
vor allem das erforderliche zu umbauende Volumen betrachtet werden. 
Bei dem vorliegenden Entwurf eines Reaktorgebäudes für ein Betonge-il faß wird ein gesamtes Volumen von ca. 100 000 nr benötigt, wobei 
das von dem Reaktordruckgefäß und dem Druckabbausystem eingenommene 
Volumen ca. I5 800 nr beträgt. 
Für eine Anlage gleicher Größe mit einem Stahldruckgefäß und einem 
Druckabbausystem aus Stahl ist das gesamte Volumen nur um ca.3000 nr 
kleiner, obwohl die Stahlkugel des Druckabbausystemes nur ein Volu-it 
men von ca. 10 300 nr erfordert. Der Grund für diese Diskrepanz 
ist darin zu suchen, daß die senkrechten Wände des Spannbetonsystems 
besser in ein Gebäude einzuordnen sind als eine Kugel. 
Aufgrund der nahezu gleichen Volumina und der gleichgroßen Schwierig-
keiten beim Bau werden auch rñie Preise für das Reaktorgebäude ver-
mutlich nahezu übereinstimmen. 
6.6 Sicherheitsbetrachtungen 
Soweit die Sicherheit im Hinblick auf Strukturfestigkeit zu verste-
hen ist, wurde sie im Abschnitt 5·1·3 schon behandelt. 
Ein sehr wesentlicher Unterschied besteht jedoch noch darin, daß bei 
der Anwendung von Spannbeton nicht mehr das ganze Reaktordruckgefäß 
vom Sicherheitsbehälter umschlossen ist. 
Nach unserer Meinung ist dies auch durchaus berechtigt, da keine 
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Rohrleitungen das Reaktordruckgefäß an den freistehenden Oberflächen 
verlassen. Dabei ist allerdings zu beachten, daß für den Reaktor-
druckgefäßdeckel dazu noch eingehende Überlegungen erforderlich sind. 
Wir geben jedoch zu bedenken, daß bisher unseres Wissens nach zu-
mindest noch keine deutsche Genehmigungsbehörde ihr uneingeschränktes 
ja zu dieser Anordnung gegeben hat. 
Man muss das im Hinblick darauf betrachten, was bei einem negativen 
Ausgang eines Genehmigungsverfahrens zu tun wäre. Dieses Problem 
soll hier nur aufgezeigt werden. Dabei ist jedoch zu bedenken, daß 
bei einer völligen Umschließung eines Druckgefäßes aus Spannbeton 
mit einem Druckabbausystem der Platzbedarf mit Sicherheit größer und 
damit nicht wirtschaftlicher wird. 
Zwei andere Problemkreise müssen unter dieser Überschrift noch be-
trachtet werden. Dies ist zunächst die Annahme, daß das Lining un-
dicht wird und dadurch vollentsalztes heißes Wasser in den Beton 
eindringt, ohne daß es sofort bemerkt wird. Die zweite Frage ist, 
was geschieht, wenn das Kühlsystem des Spannbetondruckgefäßes aus-
fällt oder undicht wird. 
6.7 Terminplanung und Bauablauf 
Beim Vergleich der beiden Planungsdiagramme (siehe Fig. 27 und 28) 
für eine Anlage mit Stahldruckgefäß und für eine Anlage mit Spannbe-
tondruckgefäß erkennt man die wesentlichen Unterschiede zwischen den 
beiden Lösungen in Bezug auf den zeitlichen Bauablauf. 
Als erstes kann man feststellen, daß die Differenzen im Bauablauf-
programm für das Druckgefäß auf die übrigen Bauteile wenig Einfluß 
haben, denn diese sind bei beiden Lösungen gleich. 
Bei der Ausführung in Stahl laufen die Fertigungen des Sicherheits-
behälters und des Druckefäßes parallel, während der Ablauf beim 
Spannbeton sequential verläuft. Man kann jedoch einen erheblichen 
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Zeitgewinn bei der Spannbetonvariante feststellen. Beim Spannbe-
ton können die Arbeiten (Montagearbeiten) der Druckgefäßeinbauten 
im Druckgefäß ab dem 16. Monat beginnen, während beim Stahldruck-
gefäß die reine Herstellung ca. 20,5 Monate dauert und die Montage 
des Druckgefäßes erst nach 21,5 Monaten beendet ist. Das bedeutet, 
daß im Hinblick auf das Druckgefäß ein Zeitgewinn von 5,5 Monaten 
erzielt werden kann. Wenn man noch in Rechnung stellt, daß die 
Stahlvariante in Bezug auf Terminreserven restlos ausgeschöpft 
ist, die neue hier diskutierte Bauweise jedoch noch nicht, so muß 
man einen Gesamtterminvorteil von 6 bis 7,5 Monaten dem Spannbeton 
zugute halten. 
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Abschließend sei vermerkt, daß wir die Spannbetontechnik als 
echte Alternative zum Stahl bei der Herstellung von Druckgefäß 
und Druckabbausystem ansehen, wenn einige wenige, noch nicht 
restlos geklärte Fragen beantwortet sind. Dann wird abzuwägen 
sein, welches System die größeren Vorteile im Hinblick auf Preis 
und Termingestaltung hat. Eine Vorhersage bezüglich der Preis-
entwicklung für beide Varianten ist unseres Erachtens nicht zu-
letzt wegen der z.Zt. laufenden Preissteigerung nicht zu machen. 
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging 
19. 11. 1969 
(no. 18, 19, 20, 21, 22) 
NEMET - Reaktorbau Forschungs- und Baugesellschaft: Ich möchte 
Herrn Merot zum Vortrag 21 folgende Frage stellen: Er hat gesagt, 
daß er die heiße Dichthaut bezüglich der Zyklen untersucht hat und 
glaubt, eine ausreichend hohe Zyklenzahl erreichen zu können. Ich 
möchte ihn bitten anzugeben, wie hoch die Temperaturzyklen angenom-
men wurden und welche Zyklenzahl hier zugrunde gelegt wurde -
MEROT - SEEE: Je vais demander à M. Andréani de la Société Neyrpic 
de répondre à M. Nemet, parce qu'il connaît mieux que moi ces 
questions et sa réponse sera plus précise. 
ANDREANI - Neyrpic: En ce qui concerne le cycle de température on 
a envisagé le cycle 50 C - 300 C, qui correspond au refroidissement 
total du caisson. Pour le nombre de cycles, on pense à environ une 
centaine de cycles pendant la vie du réacteur. 
FERNET - Commission: Dans son exposé M. Merot nous a dit qu'à sa 
connaissance il n'existait pas de calorifuge éprouvé pour les 
réacteurs de type BWR. Ce mâtin M. Menon nous a parlé d'une 
solution qui était actuellement à l'étude en Suède et qui paraissait 
susceptible de répondre aux problèmes. Sans anticiper sur ce qui 
sera dit demain, il me semble qu'il y a entre ces deux positions 
une certaine contradiction. Je ne sais pas si l'un ou l'autre des 
orateurs pourrait commenter un peu ses prises de position diffé-
rentes ou divergentes. 
MEROT - SüJüJüJ: Je vais préciser ce que j'ai voulu dire. Quand 
nous avons commencé l'étude, il y a 1 -g- an à peu près, on ne 
connaissait pas de calorifuge classique éprouvé, économique, 
que l'on puisse mettre dans l'eau bouillante. C'est-à-dire en 
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contact avec l'eau sous ses deux phases, phase liquide ou phase 
vapeur. Je suis bien d'accord que la solution présentée ce matin 
par M. Menon est une solution. Mais c'est une solution d'isolement 
dans un gaz. Et il y a un dispositif compliqué pour que le 
calorifuge puisse se trouver dans un gaz. Si on a un jour, et je 
l'espère, à construire un caisson en béton précontraint pour réac-
teur à eau bouillante, je crois qu'il faudra à ce moment là, com-
parer les différentes solutions. Peut-être que la solution suédoise 
sera la meilleure, peut-être que la peau chaude sera au point. 
Voilà à peu près ce que je pensais. Je ne crois pas qu'il y ait 
contradiction avec ce que disait M. Menon ce matin. 
KELLERMANN - Institut für Reaktorsicherheit: Ich habe mit Interesse 
die Ausführungen der Herren von der AEG gehört in dem Vortrag Nr. 22 
und in dem davorliegenden Vortrag Nr. 21. Sie haben die Impulse vermißt, 
die den Bau von Spannbeton-Reaktorbehältern vorantreiben könnten, 
und Sie haben die Genehmigungsbehörden in unserem Land erwähnt. 
Wenn ich nun als ein Gutachter für diese Behörden etwas sagen darf, 
wir sind ziemlich sicher, daß diese Impulse für Spannbetonbehälter 
gerade von Genehmigungsbehörden in sehr naher Zeit kommen werden, 
und ich glaube, daß vielleicht schon für sehr nahe vor uns liegende 
Projekte Spannbetonvorhaben in Erwägung gezogen werden müssen, da 
in unserem Land, wie Sie wissen, das Aufplatzen des Reaktordruck-
behälters aus Stahl zu einer sehr viel diskutierten Angelegenheit 
wird, die wahrscheinlich ernste Konsequenzen für Wasserreaktoren 
haben kann. Darf ich in diesem Zusammenhang fragen, wie Sie den 
Zeitplan für eine Realisierung des von Ihnen vorgetragenen Kon-
zepts sehen? 
ZEITZSCHEL - AEG: Herr Kellermann, ich darf Ihnen antworten und 
auch den Anwesenden hier, daß bei unseren Überlegungen es kaum 
vor den nächsten drei bis vier Jahren möglich sein wird, ein 
Spannbetondruckgefäß für einen Siedewasserreaktor einzusetzen. 
Einmal, weil die Gesamtentwicklung doch noch einiges zu tun hat, 
um nachweisen zu können oder sicherstellen zu können, daß wir als 
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kommerzielles Unternehmen mit den üblichen Verpflichtungen 
den EVUS gegenüber auf so eine Lösung zurückgreifen können. 
JAEGER - BAM: Ich danke Ihnen besonders, Herr Kellermann 
für diesen Beitrag. Ich glaube, das gibt einen Impuls, den 
wir alle verstanden haben. 
BENZLER - Kommission: Ich habe auch eine Frage zu dem Vortrag 
von Herrn Müller. Und zwar, wenn ich das richtig gesehen habe, 
haben Sie zunächst für den Brennelementwechsel eine etappen-
weise Beschickung vorgesehen, wie es bisher auch üblich ist 
für Siedewasserreaktoren. Man könnte sich aber, wenn man Ihre 
Bilder betrachtet, vorstellen, daß man später auch zu einer 
kontinuierlichen Beschickung, wie sie bei Gasreaktoren üblich 
ist, kommen wird. Die Frage: halten Sie eine derartige Ent-
wicklung für möglich und sinnvoll? 
ZEITZSCHEL - AEG: Es ist durchaus verständlich, daß man sich 
überlegen muß, ob wir den üblichen Vorgang des Brennstoffzyklus 
bei uns nicht neu durchdenken sollten, und wir dachten uns, 
daß die hier vorgeschlagene Art des Wechsels ein erster Schritt 
in der Richtung des Wechsels bei Vollast oder zumindest bei 
"hot stand by" sein sollte. Aber bis das eingeführt werden 
kann, wird es noch sehr intensiver Arbeit bedürfen. 
WÜRDIG - GHH: Ich habe noch eine Frage zum Vortrag von 
Herrn Merot. Die Frage des Temperaturschutzes für einen 
Spannbetondruckbehälter ist sicher ein sehr kritisches Problem, 
und da bietet sich die Lösung mit der heißen Dichthülle an, 
weil nämlich das Temperaturniveau ziemlich niedrig ist, ver-
glichen mit den Gasreaktoren. Aber es ist trotzdem also 
eine schwierige Sache mit dieser heißen Dichthülle, und ich 
denke, daß die Vorversuche und -berechnungen, die man gemacht 
hat, wohl nicht ausreichen werden, sondern daß man irgendwann 
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doch einen Modellbehälter mit nicht zu kleinem Reduktionsfaktor 
bauen müssen wird. Wenn man dann die entsprechenden positiven 
Ergebnisse hat, so wird das auch die Frage der Sicherheit 
und die Genehmigung durch die Sicherheitsbehörden positiv beein-
flussen. Wie denken Sie darüber? 
MEROT - SEEE: Si j'ai bien compris, votre question est: il 
serait nécessaire de faire d'autres essais et des essais à 
l'échelle grandeur, pour être certain que la peau chaude 
fonctionne correctement. 
C'est tout à fait mon avis, mais seulement qui dit- des 
essais à échelle grandeur, dit beaucoup d'argent. Ceci nécessite 
d'abord d'avoir des essais préliminaires donnant un bon espoir 
de façon à ne pas gaspiller cet argent, ensuite de trouver les 
sommes nécessaires. 
Nous espérons bien les trouver et faire ces essais dans 
les deux années qui viennent, mais il reste encore quelques 
essais préliminaires à faire. Néanmoins, on a, dans les essais 
dont j'ai parlé, certains sont des essais à échelle grandeur. 
Ceux qui ont été faits aux Etablissement Neyrpic étaient faits 
sur des éléments de peau en vraie grandeur, qui n'étaient pas 
très grands, qui représentaient une partie limitée de la peau. 
Mais la peau et les ancrages étaient représentés à l'échelle 1. 
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1 · Introduction 
It is only in the last two decades or so that the solution of 
real engineering problems has becctie possible due to the parallel 
development of nunei-ical methods and high speed digital computers. 
It is generally recognised that of these methods, the finite element 
technique is the most capable tool at the disposal of the engineer for 
the purpose of stress analysis. 
As the finite element, method has evolved it has become apparent 
that the simple initial concept of physical subdivision of the structure 
no longer holds. Instead, it is recomised as a numerical process for 
extremising α prescribed functional and indeed can be applied quite 
generally in this context to solve partial differential equations subject 
to known boundary conditions . It may still however be useful for 
engineers to regard the method as an actual structural subdivision. 
Finite elements readily accommodate geometrical irregularities, 
enabling complex structural shapes to be represented accurately. However 
a numerical analysis will predict the true behaviour of the structure 
only provided that the constitutive laws for the materials concerned 
are known completely. 
For many structures the assumption of the simplest constitutive 
relationship for material behaviour, namely linear elasticity,, is 
adequate. Indeed for some non-linear problems the combination of 
technical considerations and computer costs may preclude an exact 
analysis on economic grounds. 
699 
For many real·-engineering situations, however, a more elabora!;'' 
study including non-linearites is essential. In this category we have 
the problem of tensile cracking and crushing in compression of concrete, 
in which permanent deformation of the material is induced. On the 
other hand thò phenomenon of creep necessitates the inclusion of time 
effects. 
The specification of constitutive laws for such non-linear behaviour 
of materials presents some difficulties. Such relationships are subject 
to the widest study but the knowledge at the present stage is imperfect 
and allowing for variabilities of the material vill probably long 
remain so. Any analysis that can be undertaken is at best therefore 
approximate. 
2. The displacement formulation of the finite element method 
as applied to linear elastic problems. 
As a starting point it is assumed that the reader is familiar with 
numerical processes leading to a solution of small strain, linear elastic 
problems. A full description of the finite element method is available 
(2) in numerous papers and a text but the basic theory is outlined below. 
In a vypical element the displacements if} are defined in terms of 
displacement parameters {6} associated with nodes lying in general on 
its boundary -
Thus 
(i'J = [Yl {6}c (1) 
where [¥} is a function of the co-ordinates and is known as the 'shape 
function matrix'. 
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The matrix [lij has to be defined generally in such a manner tha t 
continuity of displacement i s preserved between the elements. 
The s t r a i n s , defined usually by derivatives of {f} can now be 
determined in terms of nodal displacements as 
ie} - [Bj {6}e (2) 
The s t resses follow from the s t ra ins by the symmetric e l a s t i c 
behaviour matrix Q5] and are given by 
ίσ} = [D] ({ε} - ί ε >) + te} (3) 
u ■* o o 
in which {ε } is a set of independently developed initial strains and 
{σ } is an initial stress system. The initial strains and stresses can 
o 
be prescribed arbitrarily throughout the structure investigated and also 
the elasticity matrix may be position dependent and relevantly describing 
isotropic or anisotropic behaviour. In the above equations it is 
accepted that the displacements, stresses and strains are appropriate 
vector listings of components. 
If the external loads correspond with displacement {f} are {p} 
then the variation of potential energy for a small change of nodal 
displacement is given for an element as 
d(PE)( - {p}T d{f> + ίσ}Τ d {e} d vol (k) 
\ J 
with integration taken over element volume 
Noting that from (l) 
d{f} = [N] d{6}e 
and from (2) 
d{e> - [Bj d{6}e 
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we have on subst i tu t ion together with (3) 
d(PF.) TP\<3 
i-.ce-+ i û c } 
åiSY 
.{p}T LM + (oj1 
f>]''" [?] ¡3] fi vol 
{F}6 + [K]e Í6}£ 









- [Ν]Τ {ρ) + CB]T {σ0} - [ Β ] Τ [D] {ε0} 
[BlT [D] [Β] d (vol) 
d vol 
{F} is known as the generalised element force and JK] as the element 
stiffness. Both can be readily evaluated as all the quantities are 
known. 
For a solution giving the best approximation to equilibrium the 
potent ia l energy of the whole s t ructure must be a minimum. 
Thus 
d (PE) 
ΤΊδΓ * ° 
where {6} lists all the nodal displacements-
This results in α 3et of 'structural' equations fo\· the displacements of 
the form 
[K] Í5} = ÍK} (6) 
where 
IXL· B Σ [ Ο 6 and {R } = Σ {?f 
'­ rs w rs^  r r 
with summation taken over all elements. 
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Solution of system of equations (6) (which generally are of a 
narrov band form) results in all the nodal displacements frcm which, by 
use of (2) and (3) all stresses can be evaluated. 
Conditions of the convergence of the process which is already a 
variant of the Ritz procedure are discussed in the finite element text. 
3. Application to some problems in prestressed concrete 
Reactor Vessels 
Despite their usual axisymmetric appearance, not all problems 
encountered with nuclear reactors can be studied by means of a two-
dimensional analysis and regardless of the greatly increased ccets end 
storage difficulties involved, three-dirsn3icnal elements may have to be 
resorted to. 
Although no vessel is perfectly axisymmetric dne to penetrations, 
discrete nature of prestressing, etc., for the purpose of stress analysis 
they are often considered to be so. In deciding upon a 3uitable toroidal 
element for an axisymnetric analysis one is faced with a vide choice; 
ranging frcT the simple linear displacement, triangular crossection element 
(3) 
to the sophisticated isoparametric element family developed at Swansea " . 
The economy of using complex elements in two dimensional analysis has not 
been proved, and indeed the only apparent benefit is the reduction in 
data preparation for the much fewer elements involved. On the other hand 
the use of simple triangular elements may be advantageous for situations 
involving complex geometry. For example in the vessel shown in Fig.l. 
the outline and various different material regions are far better 
represented by a large number of simple triangular elements rather than 
by fewer complex ones. 
703 
However, a situation where isoparametric elements can be used to 
effect is in the case of an axisymmetric vessel subjected to harmonic 
loading. This problem actually arises in all prestressed concrete 
reactor vessels (P.C.R.V) due to the essentially discrete nature of 
the prestressing system. As an illustration, consider the axiaJL pre-
stressing of a vessel by cables concentrated in ducts as shown in Fig.2(a)« 
The intensity of loading at radius R will vary tangentially as shown in 
Fig.2(b). Such a periodic variation may be represented in Fourier form 
by a series of even harmonics as indicated in Fig.2(c), where the first 
four non-zero harmonics are shown. In fact 8-10 harmonics will 
represent the loading adequately. The results for an axisymmetric 
structure subjected to a loading whose intensity varies as an even 
harmonic of any order may be readily obtained by an extension of the 
axisymmetric method of solution ' . Therefore solution of the 
system in Fig.2 may be obtained by superposition, for linear elastic 
situations at least. Obviously the cost of analysis will be greatly 
increased due to the number of harmonic solutions required. 
Despite the above technique circumstances arise when a full three-
dimensional analysis cannot be avoided. Often it is imperative that 
local stresses in the vicinity of penetrations or around structural 
details included in new vessel designs be studied. A particular example 
is shown in Fig.3. where for reasons of symmetry only a segment of the 
vessel need be analysed. 
In contrast to the axisynnetric case,in three-dimensional analysis 
the need for complex elements has been repeatedly demonstrated. 
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The vessel in Fig.3· was solved using some 96 isoparametric elements 
resulting in 2121 equations to be solved. For comparable accuracy 
using the simple tetrahedron element as used by Rashid some 2000C 
equations would be required. 
k. The development of special elements associated with 
P.C.R.V. analysis 
In applying the finite element method to the analysis of a reactor 
vessel, the need arises for special elements to represent the structure 
accurately. 
The simplest of these is a membrane element developed to represent the 
steel vessel liner. When triangular elements are to be used in the 
solution, the membrane element takes the form of a simple conical 
frustum, a section of which is shown in Fig.lt. In order for this 
"one-dimensional" element to be compatible with the triangular elements 
only in-plane action can be allowed, the bending rigidity being neglected. 
The basic equation and matrices for such an element are given below. 
The elasticity matrix is 
D * Et 
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The element stiffness matrix is 
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Provided that axial prestressing takes place at close intervals 
in the circumferential direction, it is convenient, for analytical ease, 
to incorporate these cable stiffnesses for pressure loading and thermal 
stressing solutions by means of membrane elements with zero stiffness 
in the circumferential direction. In this case the element stiffness 
matrix becomes 
8ίη2φ, 8ίηφ0θ3φ, -8ίη2φ , - είηφΟοβφ 






For isoparametric elements the situation is simpler in that each 
element may degenerate to a surface in the manner indicated in Fig.5· 
The representation of circumferential prestressing cables also 
requires special treatment. The obvious method of representing hoop 
cables by small triangular elements can lead to numerical instability as 
well as introducing mesh difficulties. These problems can be avoided 
by use of prescribed input stiffnesses in the following way. 
Consider a single circumferential cable at a radius R, which is displaced 
radially by an amount 6 due to the application of a radial force/unit 
length, F as shown in Fig.6(a). 
Strain in cable « 2TT(R + 6) - 2ÏÏR = £ 2TTR R 
Tension in cable, H = δ.Es.As (13) 
Where E and A are the e l a s t i c modulus and cross­sect ional area of the s s 
cable respect ively. 
7 0 7 ­
This force must s t a t i c a l l y balance the applied load F. Consider a 
segment of cable. For rad ia l equil ibrium:­
RdO = 2H Sin ll^l ­ 2H —■ 
H 
0 r F ■ R 
Ifl­
The t o t a l rad ia l force over the complete cable, F„ = 2rrR.F. 
Then from (13) and (lU) 
2irE A 
FT = ­ g S ­ i <5 (15) 
or FT = k.6 
where k = s s ( l6) 
R 
and i s the effective s t i f fness of the cable. 
Thus the effect of hoop cables may be included by prescribing an external 
s t i f fness in the rad ia l direct ion at the point corresponding to the cable 
posit ion according to equation ( l 6 ) . 
5 . A general treatment of non­linear material behaviour 
While although the s t ra ins in non­linear deformations w i l l usually 
exceed the purely e l a s t i c values, in the following theory the assumptions of 
small s t ra ins and displacements w i l l be considered to be s t i l l appl icable . 
However extension to the case of large s t ra ins could be readi ly carr ied 
out by modifying the l inear e l a s t i c equations used in the analysis as 
described in reference (2) . 
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In a linear elastic analysis a system of simultaneous equations of 
the form shown in equation (6) has to be solved for the whole structure, 
in which [0} is the first displacement at a large but finite number of 
points, ¡jCj is the "stiffness matrix'1 dependent only on the geometrical 
and elastic properties of the structure, while {R} is the corresponding 
load listing which includes the effect of external loads as well as at 
the initial stress and strain conditions. 
For a non linear material characteristic the stress-strain 
relationship (3) has to be replaced by another which quite often can be 
written by one of the alternative forms 
ίσ} = Η ({ε}) (17a) 
or ίε} = G ({σ}) (l7b) 
(the relationshipr are however often non unique and history needs to be 
included in above statements). 
If now an 'artificial' elastic problem can be solved such that 
equations (3) and ( 17), yield the same stress and strain relations then 
solution to the real problem is obtained. 
This statement is obviously true as the additional conditions leading 
to the formulation of the bajic equations (6) are those of equilibrium and 
compatibility - which have to be satisfied irrespective of the material 
considered. 
The achievement of correspondence between (3) and (17) at every 
point of the structure can only be made by suitable iterative approaches 
- preferably of a systematic kind. Further various possibilities of 
adjustments exist; the quantities [bj, {ε } or {σ0} separately or 
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j o in t ly can be varied to achieve the equal i ty . Generally only one a t 
a time wi l l be adjusted and thus three d i s t inc t poss ib l i t i e s are 
offered, 
(1) Variable e l a s t i c i t y approach ( [b] varied) 
(2) Initial stress approach ({σ } varied) 
(3) Initial strain approach (ίε } varied) 
All of these have been used from time to time and a full discussion 
is available in references (2) and (7)· The reader familiar with 
numerical processes will note that the solution of the large system of 
simultaneous equations (6), typically ranges from 500 to 2000 variables in 
real engineering situations presents the main difficulty of the elastic 
solution. If direct solution processes are used it is comparatively cheap 
to resolve this equation for various load vectors, ÍR} providing the 
matrix JKJ remains unaltered. 
For such practical reasonj the first alternative of varying [D] which 
effects in turn pcj will not be pursued further here and attention will 
be focussed on the remaining two procedures. 
A simple and effective iteration process can now be devised for 
either the initial strain or initial stress approaches. 
5.1 Initial stress approach 
Consider first the case of a material for which the stress-strain 
relationship exists in the form of (17a) 
ίσ} = Η(ίε}) (17a) 
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Having chosen - possibly a r b i t r a r i l y - a set of l inea r e l a s t i c 
constants (pj for every par t of the s t ructure a t r i a l solution of 
[κ] ίδ} = ÍR} 
is achieved resulting in a set of strains ίε} and stresses ίαχ} 
given by the elastic relation (3). 
The true stress field is evaluated for the strains found by using 
(17a) as ίσχ} and an initial stress 
ίδχ} - ίσχ} 
is estimated as the necessary correction. This results in an 
additional set of forces 
ÍARx} 
and an improved solution i s obtained by solving 
[Κ] ίδ} = ÍR} + ÍARX} (19) 
This process can be continued u n t i l the corrections become 
ins igni f ican t . In most p rac t i ca l cases a rapid convergence i s achieved. 
5.2 I n i t i a l s t r a in approach 
I f the true s t r e s s - s t r a i n re la t ion i s given more conveniently in 
the form of (17b) 
ίε} = G(ío}) (17b) 
then an almost identical iterative scheme can be used - with the 
comparison of stresses being replaced by that of strains at each stage 
of the iteration. 
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5.3 Acceleration of iteration 
Each step of the iteration is an independent one. If a correct 
guess could be made by any means whatsoever as to the magnitude of 
initial stresses (or strains) to be used in the pseudo-elastic solution 
then its correctness could be ascertained after the solution process. 
Thus it is not necessary to apply at each stage the precise value of the 
initial stresses or strains ascertained by the iteration scheme. These 
can be altered by any means whatsoever and a more rapid convergence can 
thus be achieved. Systematic under or' over 'relaxation' factors can 
for instance be applied after a study of previous convergence. A scheme 
based on the extensions of the Aitken process has recently been suggested 
(8 ) by Irons and promises to improve the convergence rate in most cases. 
6. Incremental processes 
In some constitutive laws only the relation between stress and 
strain changes can be explicity stated. Such situations are typical of 
incremental plasticity theories or indeed in creep problems if the changes 
in a particular time interval are considered. 
For such problems once again the methods of the previous section 
are applicable. 
Each increment of load (or time) is treated as a separate problem 
which superposes its results on that of the previous increment, whose 
solution gave the initial conditions for the interval. This, as can 
be readily seen, does not invoke the results of any linear superposition 
principle as the ron linearities are accounted for by the initial condition 
which is considered when using the appropriate physical laws. 
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7· Further observations on the initial stress 
and strain processes 
The computational merits of these processes over those in which 
the linear elastic matrix is successively modified have already been 
outlined. These are perhaps marginal if indirect methods of equation 
solving are adopted (e.g. relaxation etc). However there are other 
reasons which may make the adoption of these alternatives essential. 
Firstly consider a material with a rising and falling stress-
strain characteristic - typical of concrete near compressive failure 
(Fig.7)· An incremental study of such a problem would lead to negative 
stiffness matrices between such points as A and Β of the process 
if matrix modification were foliovred. The difficulty does not arise if, 
for instance, initial stress process is followed as the evaluation of 
the 'corrective' initial stress at any stage is determined. 
In plasticity situations where normality is assumed a positive 
definite, elastic type matrix can be always assumed and success of both 
approaches has been demonstrated 
As will be shown later, if normality principle is abandoned, it is 
still possible to arrive at equivalent elastic type stress-strain 
relationships - but now the symmetry property of stiffness matrices no 
longer exists. This would lead again to considerable difficulties in 
modified elasticity approaches while not presenting any problems in the 
initial street formulations. 
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The choice between initial stress and initial strain approaches 
is often less clear cut. In many instances one or the other give 
identical rates of'convergence, as for instance would occur if one linear 
elastic formulation were used to solve another elastic problem. Often 
however the choice will be dictated by the actual form of the stress-
strain law. For a material exhibiting progressively smaller stress 
changes with increasing strain, initial stress process is obvious 
(e.g. in plasticity) while for say 'locking' behaviour the reverse is true. 
6. Some idealisations applicable to P.C.R.V. problems 
The principles of analysis outlined in the previous sections are 
applicable to the most general constitutive solutions - if these can be 
found. The cost of analysis increases with the complexity of the 
specified physical laws and as, in addition no generally valid type of 
material behaviour can yet be specified to describe concrete completely, 
additional programming effort is still necessary for every new 
amplification. 
For some situations, as is well known, it is not necessary to 
proceed beyond the limits of linear elasticity and many practically 
useful estimates can be made on this basis. In other cases progressively 
more complex possibilities can be investigated. In the following sections 
some such models are listed. 
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8.1.The No-Tension model 
This model appears to be applicable to unreinforced concrete or 
jointed rock. The material is allowed to behave elastically in 
compression but tensile stresses are not permitted in any direction. 
In the context of the general behaviour laws we can specify the law 
as a non-unique strain dependence of form 17(a). In Figs.8(a) and (b) 
a no tension solution is presented for a problem of a prestressed under-
ground power station. The initial elastic stresses indicate the presence 
of a tension zone, the final solution showing the extent of the fissured 
region. 
8.2 Limited Tension model 
A modification of the no-tension process is that of a material 
exhibiting a specific tensile strength which can only once be reached -
after this the material behaving like the no-tension one. 
Here obviously an incremental procedure must be used - the material 
remaining elastic until at the point in question it reaches a limiting 
tensile, principal stress. After this the procedure of section8.lapplies. 
Such a material model is of importance in P.C.R.V. calculations 
since some cracking undoubtedly takes place in the working load range. 
Its application to the study of concrete is illustrated in ref.(li) and 
Fig.9 shows the predicted zones of cracking for two reinforced concrete 
beams in which the area of reinforcement differs. A method of analysis 
(12) similar to this was employed by Rashid in the ultimate strength 
analysis of a P.C.R.V. 
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8 .3 . Limited Tension - Non l inea r compression model 
The true behaviour of concrete i s be t t e r represented by allowing 
the behaviour in compression to be non-l inear . In the absence of 
complete const i tu t ive laws for th i s phenomenon, a reasonable approximation 
may be achieved by allowing the compressive behaviour in pr inc ipa l 
directions to be governed by the uniaxial s t r e s s - s t r a i n curve, specified 
in a piecewise l inear fashion. 
3.1*. Steel as an elasto-plastic material 
Under normal loading conditions it is possible for the steel 
vessel liner to be stressed beyond yield and thereafter behave elasto-
plastically. The changes of strain in the material will be competed 
of elastic and plastic components, i.e. 
δίε} = δίε} + δίε} (20) 
e ρ 
where the elastic part is given oy 
δίε}β = Q)] 3ίσ) (21) 
and the plastic by the normality relation 
3F 
3To7 δίε) - λ Α ; - λ Ι
 συι[ (22) 
in which λ is a non»determinate constant, F is the yiald surface and 
Οχ, θ2 etc. are the stresses corresponding to the various components 
εχ, ε 2 ... of the strain vector. 
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While p l a s t i c deformation i s taking place s t resses remain on 
the yie ld surface 
F (σχ, θ 2 . . . , κ ) = FÍO,K}=­ 0 (23) 
where Κ i s a hardening parameter. 
As we are concerned with s t ress increments i t i s convenient to write 
in place of (23) 
During a small load change we can summarise the re la t ions between 
s t ress and s t r a in changes in one matrix form as 
t > p­
· / 






in which A = ·=— . d< . γ 
This as expected does not allow strain changes to be uniquely evaluated 
in terms of stress changes. 
However, elimination of λ between the two sets of equations can be 
(9) achieved determining stress changes in terms of strain changes. Thus * 
δί σ> s EW.Ί 6{e} 
in which 
(?el/pll ■ öa­oa fa 
ft <; 3F 
3(σ} 
I 




r 3F 1 
3ίσ} 
L J 




The matrix [p . . 7[ depends now on the level of stress but remains 
symmetric. In an increment it gives the required relationship of form 
(17a) from which 'changes of true stress can be determined for given 
strain changes. 
The yield surface of the material has to be the one describing most 
closely its actual behaviour. Metallic plasticity is well approximated 
by the Von Mises criterion, 
F = J2l (28) 
In which JS is the second stress invariant. 
The elastic-plastic relationship will be used in an increment 
only if the initial elastic change pushes the stress field beyond the 
yield surface. If this does not happen - as indeed :iay be the case during 
an unloading process - purely elastic deformation will occur. A simple 
check of this kind incorporated in a program allows the true plastic 
loading to be followed. Several examples on this type of material 
behaviour are given in reference (9). Fig.10 illustrates the thermo-
plastic problem of a heated duct, the spread of plastic zones with 
increasing internal temperature being indicated. 
8.5 A non associated (constant volume) plasticity approximation 
The normality relation assumed in plasticity relations for 
strain (22) implies a volumetric dilatancy during plastic straining which 
much exceeds the dilatancy which occurs in practice. As an alternative 
a different stress-strain relation maybe assumed which causes volume 
changes more in keeping with physical observation. For instance, as a 
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sui table approximation, changes of s t ress can be re la ted in a l inear 
isotropic manner to the s t ra in changes as 
δίε}Ρ - λ [D Τ 1 ίσ} (29) 
u oJ 
where |p_J is s imilar to ail appropriate e l a s t i c i t y matrix with a unit 
e l a s t i c modulus and a p l a s t i c 'Pois3ons r a t i o ' . Such an ideal i sa t ion i s 
suggested for instance by Davis in r e f . ( 1 3 ) . 





03 - 1 D0-*to) 
3F λ 
(30) 
From th i s again we have (26) but now Lii »-v, u a i « - \ c - v ; U M U u v n 
This can simply be used to replace the previous expression in the 
e l a s t i c / p l a s t i c i n i t i a l s t ress analys is . I t must be noted however tha t 
now [p . , Π no longer has a symmetric form. 
9· Time dependent behaviour 
In the working load range of P.C.R.V. the non-l ineari ty of the 
s t r e s s - s t r a i n relat ionship is probably small. However the temperature 
fields induced during operation have a considerable influence on the 
material performance. 
Increase of temperature has the instantaneous effect of changing 
the e l a s t i c properties of concrete, but provided these variations can 
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be specified this presents no analytical difficulties. Unfortunately 
increased temperatures have a marked influence on the behaviour of 
materials in creep; which may in turn have considerable effect on the 
stress distribution in the vessel. 
In massive concrete structures the creep is of a visco-elastic 
nature. Provided the creep laws of the material are known then it is 
possible to estimate, taking into account a length of a time interval, 
state of stress and straining history, the increment of creep strains 
occurring. Thus we have for a particular time interval a situation for 
which formally equation (l7.b) applies and an "initial strain" process 
can be followed. Reference {lk) describes such a process of stress 
analysis for materials of a linear visco-elastic nature. Poisson's ratio 
is assumed to remain constant during straining, as experimental evidence 
shows is the case with concrete. Fig.12 illustrates the redistribution 
of stress occurring with time in the simple axi-symmetric reactor vessel 
shown in Fig.11. 
Of course, a creep solution is obtained only at the expense of a 
great increase in computing costs, due to the many time increments required 
to achieve a steady state solution. This disadvantage may be diminished 
by performing two iterations in each step to compute the increment of 
each creep strain. The difference of the results of the first and 
second iterations being then used to predict the allowable length of the 
next time increment. 
As computing costs may still be considerable, it is in order to 
examine some economic alternatives. 
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I f the temperature f ie ld i s steady and may be assumed to be set up 
instantaneously, a solution for a v isco­e las t ic material with constant 
Poiason'ö ra t io i s arforded oy the correspondance pr incipie between 
e l a s t i c and v isco­e las t ic behaviour. This analogy is generally a t t r ibu ted 
to Alfr.ey . For example the v isco­e las t ic solution for thermal loading 
may be derived from an e l a s t i c solution for the s t ructure using an 
and 
(16) 
a rb i t ra ry e l a s t i c modulus, E assuming a f i c t i t i ous "equivalent" 
temperature d is t r ibut ion of, 
ft 
1_ 
E r (x,t) g dr (31) 
in which Τ is the actual temperature at any point. The quantity 
r( T,t) is the relaxation function representing the stress at time t due 
to an application of a unit strain at time τ a^nd is known from tests on 
concrete. 
For the case of applied loading similar expressions for equivalent 
leads may be wr i t t en . Figs . 13 and lU i l l u s t r a t e the problem of s t resses 
se t up in a slab due to heat of hydration of concrete. I t i s noticed 
tha t a complete reversal of the s t ress picture predicted by the e l a s t i c 
theory occurs af ter the concrete has aged. 
Another economic approach i s to perform an e l a s t i c analysis of 
(17) the s t ruc tu re , using a modified value of the e l a s t i c modulus . A 
v isco­e las t ic creep function as­quoted by Zadoian i s useful in t h i s 
context for predict ing thermal e f fec t s . Stresses and s t ra ins are 
connected by an in tegra l re la t ion which for uniaxial conditions takes 
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the form 
ε ­ § (σ) (32) 
in which ψ is an operator which can be written. 
ft 
| < > c fir) * o C (Τ, t­τ) 1^ ( ) (33) 
For a typica l concrete, Zadoian takes the instantaneous modulus as 
Ε (Τ) = 2.9 (1.113 ­ O.OOllli Τ) χ 10 l b / i n . 2 (3k) 
o 
with Τ being the temperature in C, and 
c(T.t­t) = jT­e­0·^*­^]/«, (t; (35) 
with t and τ measured in days, and 
.6 Εχ(Τ) ■ U.03 (1.113­0.001113T) (l.157­0.00157T) χ 10 lb/in.2 
(36) 
The presence of an instantaneous modulus in equation (33) 
implies tha t a non­homogeneous e l a s t i c problem has to be solved even i f 
the thermal changes are imposed l­elacively rapidly , each element being 
assigned an appropriate modulus value, Ε ( τ ) . 
On the other hand i f constant temperature conditions ex is t for a 
long time, solution may be obtained by using a long­term modulus, EL. 
ΈΓ" S~TT7 + ÊiW ( 3 7 ) 
u o > 
The vessel shown in Fig.11 was analysed by the above approach and 
contours of maximum principal stress are shown in Fig.15· The differences 
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between homogeneous solution and those taking the thermally dependent 
properties of the concrete are grea t . 
I f h is tory dependent v isco-e las t ic models are used then special 
problems of eff ic ient computer organisations a r i s e . Since in order 
to determine the increment of s t r a in at a par t i cu la r time in terva l i t 
i s necessary to know the s t a te of s t ress and s t ra in at a l l preceding 
time in t e rva l s . For concrete creep these d i f f i cu l t i es may be avoided 
by representing the behaviour of the material by a number of Kelvin 
(19) models in ser ies and storing the t o t a l creep s t ra in for each such 
element. In th i s way a numerical procedure for constant or temperature 
variable material properties i s formulated. 
For creep of metals with non-linear laws the problem i s in general 
simplified as the rate of creep s t ra in appears to depend only on the 
instantaneous s t ress s t a t e . Again solutions of such problems have 
ν * · .,(20) 
been devised 
Possibly the approximate method of v isco-e las t ic solution (using 
Zadoian's creep function) i s suff ic ient ly accurate for general purposes 
since in a l l the time dependent analyses outlined other non-linear 
effects such as cracking, e t c . , are ignored. Furthermore ideal isa t ion 
of the behaviour of reinforced concrete in creep i s far from complete. 
10· Concluding remarks 
The pos s ib i l i t i e s offered by the f in i te element method in solving 
problems encountered with prestressed concrete reactor vessels have been 
summarised. Many problems of p rac t ica l in te res t are capable of solution 
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provided that, firstly the model chosen represents the structural 
action of the vessel with sufficient accuracy and secondly, that the 
material behaviour 'can be adequately specified. With this in mind 
it is hoped that in the future, numerical analysis will focus attention 
on the properties requiring determination and indicate areas where 
experiments are in fact of little value. 
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AXIAL PRESTRESSING 
CABLES 






FIG. I (a). FIG. I (b). 
CABLE DUCT 
Fig.2 (a) Plan view of a vessel showing posi t ion of axia l cable ducts . 





(b) In tens i ty of loading in circumferential d i rec t ion , a t radius R, 
due to axial pres t ress ing forces. 
180' 270' 360' θ 
(c) Fourier representation of loading in (b ) . 
Support 








Fig.l*. Section of membrane elenüin· used to represent s t ee l l i ne r . 
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-STEEL REINFORCEMENT ÍS2 In' ) L 
CRACKED RESION 
τ ^gasBäSSU 
-STEEL REINFORCEMENT (2-00 In'> 
Fig.9· Limited­tension analysis of reinforced concrete beams. 
Fig.10 Thermal stressing of a duct. 
(a) Mesh used lU2 elements 88 nodes 
E ■ 30 χ 10 l b / i n . 2 
V ■ 0 .3 
σ ­ 1,665,000 l b / i n . 2 
(b) Final temperature s t a t e 
(c) Spread of p l a s t i c zones 
(d) Stress d i s t r ibu t ion . E las t i c and e l a s to ­p l a s t i c (both for 
same temperature s t a t e ) . 
AXIS 
Fig.11. Temperature distribution through pressure vessel. Fig.12. Vertical stress distribution on centre line section (AA) 











Fig.13. Temperatures developed due to heat of hydration in a concrete 
slab. 









RESIDUAL TENSILE STRESS IN A SLAB WITH 
RESTRAINED EXPANSION OR CONTRACTION 
11 COMP 
f Γ CO 
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Fig.15. Major pr incipal s t ress contour» due to thermal effects in the 
vessel of Fig.11 (a » 5 x 10 /°C) 
(a) Constant average value of E » 2.58 χ 10 l b / i n . 2 
(b) I n i t i a l s t r e s s , variable E. 
(c) Final s t r e s s , variable E, including creep e f fec t s . 
All s t resses in l b / i n 2 , ( l . l b / i n ? - 0.07 Kg/cm2). 
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Eini ci t un;, 
I I I . Il . ) . 
Die Berechnung vor. Spaimbeton­neaktordruckbuhältern 
crióla, TJC­ bisher unter ¿er Annahne einer rotatiens­
syziiiutriachen Eor.i uix Belastung. Diese ivoüacionc­
sytanetrie vire u. a. ses Lör L euren eine lieike von 
zw. feil sehr ­roßen Öifnun^en in cteen Behältervan­
duiiaen. lire Einfluß auf c?.cn Spannungszus Land des Be­
hälters vurde durch Zusatzbetracï ."cun­.en der Lochbe­
reiche cb^esciiätz'L. ¿e^en c er sroßen Beceutvn^, die 
eine zuverlässige Berechnung solcher Bauverke is lür­
blick auf Sicherheit und 'Wirtschaftlichkeit besitzt, 
bea.üht man sich heute um aie Berechnung des Behälters 
als dreicti'iensionales Kontinuura. Eine analytische 
Lösung scheiaet ve^en der rasthenatischen Schvierio­
keiten a u.c. Eine numerische Bere chmnax' vurde bisher 
nur ait xlilfe der finiten El ciente bekannt. Ebenso 
eignet sich jedoch auch das Verfahren der Dynani­
schen kelaxation für die Berechnung des dreidinen­
sionalen Spannun^s­ und Verfor:.imir.szustsndes in Spann­
betondruckbehältern. Beide Verfahren .­nteaen die Ela­
stizität stheorie zur Crunciale. Sie unterscheiden 
sich in Lö sun ss v­er. Der Lösun[_,sves· der Dynamischen 
helixacion una die ¿SA enduna, dieses Verfahrens bei 
der Berechnung von Spannbetondruckbehältern soll im 
Foldene en kurz beschrieben τ erden. Dies erfolge hier 
für Z^'linderkoc.r'ainaten und für den elastischen 
Zustand. 
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C rundlagen der Dyna.iischen helaxation 
Die Dynamische Relaxation geht von der Betrachtung 
des dynamischen Gleichgemachte aia Voluneneleiaent 
aus o Die sich daraus ergebenden arei Cleichgevichts­
bedingungen führen zusammen nit den Bedingungen des 
Verzerrungszustandes una miter Vervenduns; des hecke­
schen Gesetzes nach geeigneter Umformung: zu einen 
System von neun Differentialgleichungen für die ins­
gesamt neun unbekannten Sp^nnungs­ "and Verschiebungs­
funktionen. Dieses Differentialgleichmigssysteï.1 (1), ' 
in den A und ju die Laméschen Konstanten und Ρ die 
Dichte bezeichnen, ist in Bezug auf die Raumkoor­
dinaten von 1. Ordnung,. Es ist dem System (2) der 
Differentialgleichungen 2. Ordnung für die Verschie­
bungen, die allgemein als Schwingungsgleichungen be­
kannt sind, gleichwertig » Zu den dynamischen Anteilen 
sind jedoch geschwindigkeitsproportionale Dämpfungs­
glieder hinzugefügt, deren Zweck später erläutert 
wird. Da es sich bei der Berechnung von Reaktordruck­
behältern um statische Aufgaben handelt, scheint zu­
erst dieser Umweg über die Schwingungsgleichungen 
uenig sinnvoll » Diese Schwingungsgleichungen weisen 
jedoch den hyperbolischen Typ auf, "während die Grund­
gleichungen des elastischen Kontinuums den ellipti­
schen Typ haben. Für eine numerische Lösung eignen 
sich hyperbolische Differentialgleichungen wesentlich 
besser. Dazu werden die Differentialgleichungen des 
hier vierdimensionalen Raum­Zeit­Systems durch Diffe­
renzengleichungen ersetzt und iterativ gelöst. Dies 
läßt sich sehr anschaulich erklären» Zum Zeitpunkt t = 0 
ist der zu berechnende Körper spannungslos und nur mit 
den gegebenen Volumen­ oder Randkräften belastet. Zeit­
lich aufeinanderfolgend werden dann mit den Differenzen­
gleichungen alle unbekannten Funktionswerte aus denen 
des vorhergehenden Zeitschnitts errechnet. Die so er­
haltenen Funktionswerte ändern sich mit fortschreiten­
der Zeit entsprechend den Differenzengleichungen und 
τ Γ Ζ : <&+&) 
***β£4φ 
> (ta-i) 
5 ( · ^ + ^ = ( Χ + μ ) ^ + μ ( Λ ϋ - ^ ) - ^ ^ 
^+ο|^Ηλ^)| |+ μ Δ" 
r- (2a-c) 
mit e = ε, + ε^+ εζ 
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den Randbedingungen. Sie be s eh r-exberu-den Zustand des 
jeweiligen physikalischen Systems, das heißt die Aus-
breitung der Schwingungen im Körper, bis durch die 
Dämpfung der Ruhezustand erreicht ist. Bei einer ge-
schwindigkeitsproportionalen Dämpfung ist dieser Ruhe-
zustand der gesuchte statische Gleichgewichtszustand. 
So wird die direkte Aufstellung eines Gleichungssystems, 
wie sie bei anderen numerischen Lösungsmethoden und 
auch bei den Finiten Elementen erforderlich ist, ver-
mieden. Die Lösung dieser Gleichungssysteme, die im 
räumlichen Fall einige tausend oder sogar einige zehn-
tausend Unbekannte aufweisen, führt besonders in den 
Fällen, in denen die Gleichungssysteme schlecht kon-
ditioniert sind, zu großen Schwierigkeiten. So erweist 
sich der scheinbare Umweg über die Schwingungsglei-
chungen als Vorteil, denn die numerische Stabilität 
ist bei der Dynamischen Relaxation, wie später gezeigt 
wird, sehr einfach zu gewährleisten. 
Außerdem ist mit dem Fortfall von Aufbau und Lösung 
eines der Anzahl dor Unbekannten entsprechenden Glei-
chungssystems eine beträchtliche Einsparung an Spei-
cherplatz gegenüber anderen numerischen Verfahren ver-
bunden o 
Dämpfung 
Es wurde bereits erwähnt, daß sich bei einer geschwin-
digkeitsproportionalen Dämpfung der gesuchte statische 
Gleichgewichtszustand einstellt. Brauchbar für die 
Dynamische Relaxation ist jedoch nur eine Dämpf ung T>t 
bei der in möglichst kurzer Zeit ein Gleichgewichtszu-
stand erreicht wird, der innerhalb der gewünschten Ge-
nauigkeit liegt. Als optimale Dämpfung hat sich ein 
Bereich von 0.6 - 0.9 der kritischen Dämpfung herausge-
stellt, also ein verhältnismäßig großer Bereich. Da im 
räumlichen Fall eine genaue Ermittlung der maßgebenden 
kritischen Dämpfung unwirtschaftlich aufwendig sein würde, 
genügt es, als Näherung eindimensionale Untersuchungen 
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der kritischen Dämpfung mit den Kantenlängen und Ra-
dien sowie den entsprechenden Randbedingungen des zu 
berechnenden Körpers durchzuführen. Die sich daraus 
ergebende kleinste kritische Dämpfung ist für die Be-
rechnung maßgebend» 
Differcnzengleichungen 
Die numerische Lösung kann sowohl von dem Differen-
tialgleichungssystem (1) ausgehen als auch von dem 
System (2). Da die zu dem System (1) gehörenden Diffe-
renzengleichungen wesentlich besser zur Erfüllung der 
Randbedingungen komplizierter Form geeignet sind, wie 
sie z. B. an Lochrändern auftreten, eignet sich das 
System (1) besser für die numerische Berechnung. 
In Bezug auf die Ableitungen nach der Zuit sind 
die Differentialgleichungen (1a - c) von 2. Ordnung. 
Unter Benutzung der Geschwindigkeiten für die Ablei-
tungen der Verschiebungen nach der Zeit lassen sie 
sich jedoch auch zeitlich in einer Form 1. Ordnung dar-
stellen. Um in den Differentialgleichungen (1d - i) 
die Verschiebungen ebenfalls durch die Geschwindigkei-
ten ausdrücken zu körnen, v/erden diese Gleichungen 
formal nach der Zeit difforerziurt. Damit ergibt sich 
für die Umwandlung in Differenzengleichungen das 
System (3) partieller Differentialgleichungen mit Span-
nungen lind Geschwindigkeiten als abhängige:·.' Variablen. 
Diesem System wird ein Differenzenglei'chungssystem 
gegenübergestellt. Dazu hat es sich als zweckmäßig 
erwiesen, die Differentialquotienten durch zentrale 
Differenzenquotienten zu ersetzen. In Bezug auf die 
Ableitungen nach den Raumkoordinaten erfolgt dies nach 
einem besonderen Rasternetz, wie es in Abb. 1 gezeigt 
ist. Der Körper ist dabei mit mehreren orthogonalen Net-
zen überzogen, die im Falle gleicher Maschenweite in den 
verschiedenen Richtungen um jeweils eine halbe Maschen-
weite gegeneinander versetzt sind. Jedem Netz sind eine 
oder mehrere Variable zugeordnet, die an den Schnitt-
punkten des zugehörigen Gitternetzes errechnet werden. 
Wie ersichtlich ist, sind nicht alle Rasterschnittpunkte 
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mit einer Unbekannten belegt JDieaas JbesondLare Raster 
hat folgende Vorteile: 
1. Bei den Differenzenquotienten handelt es sich 
um zentrale Differenzenquotienten über eine ein­
fache Maschenweite mit einer hohen Genauigkeit. 
2. Da die Unbekannten an versetzten Punkten berech­
net werden, vermindert sich die Anzahl der auf 
die Körperbegrenzung entfallenden Randspannungen 
oder Randgeschwindigkeiten, so daß die Randbedin­
gungen sehr einfach und genau erfüllt werden kön­
nen . 
3. Das kompliziert aussehende Rasternetz ist sehr ein­
fach zu handhaben und eignet sich sehr gut für 
veränderliche Rasterteilungen, wie sie besonders 
in Störungszonen wie Lochbereichen, Übergang Zylin­
derwand­ Abschlußplatten usw. erforderlich werden. 
Auch zeitlich wird ein zentraler Differenzenquotient 
über ein einfaches Zeitintervall gewählt. So ergibt 
sich nach Zusammenfassung der Konstanten und geeigne­
ter Auflösung nach den Unbekannten das Differenzen­
gleichungssystem (4) für die numerische Berechnung. 
Spannungen und Geschwindigkeiten werden um Δ £ /2 
gegeneinander versetzt ermittelt. Aus dem Gleichungs­
system (4) wird der bereits erwähnte Vorteil der nume­
rischen Lösung hyperbolischer Differentialgleichungen 
deutlich, denn es ist leicht zu erkennen, daß die 
Spannungen aus den zeitlich vorher ermittelten Span­
nungen und Geschwindigkeiten, die Geschwindigkeiten 
aus den zeitlich vorher ermittelten Geschwindigkeiten 
und Spannungen berechnet werden. Die Verschiebungen las­
sen sich sehr leicht durch numerische Integration der 
Geschwindigkeiten über die Zeit errechnen. 
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Differenzengleichungen für die dynamische Relaxation 
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Konvergenz und Stabilität der numerischen Lösung 
riährend im elliptischen Fall im allgemeinen die Differenzquotienten 
beliebig hoher Ordnung mit Verkleinerung der Maschenweite gegen 
die Differentialquotienten streben^ d,h, daß einfache und von der 
Wahl des Netzes unabhängige Xonvergenzverhältnisse herrschen¡ 
ist dies bei hyperbolischen Differentialgleichungen nicht selbst­
verständlich. Ein ähnliches Problem liegt in der Frage, unter welchen 
Bedingungen die numerische Berechnung stabil bleibt und so eine ungün­
stige Fehlerfortpflanzung keinen Einfluß auf die Berechnung hat. 
Beide Forderungen führen zu folgendem Konvergenz­ und Stabili­
tätskriterium, das die Zeitintervalle in Abhängigkeit von den ge­
wählten liaumintervallen beschränkt: 
Λ± <_ (5) 
ι ι 
+ (*¿<¡>)2 à r 2 Δ z 2 
Maßgebend für die Bedingung (j) ist dasjenige Differenzenelement des 
Körpers, für das sich das kleinste ^ t ergibt. Andernfalls wäre die 
Bedingung (5) stellenweise verletzt. 
Jine Nichtbeachtung dieses Kriteriums macht sich nach 
wenigen Iterationsschritten bereits durch eine sichtbare Divergenz 
der Berechnung bemerkbar. 
Bei Einhaltung dieser einfachen Bedingung (5) treten 
keinerlei Schwierigkeiten bei der Stabilität und Konvergenz der 
numerischen Berechnung mehr auf» 
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Randbedingungen 
Im Gegensatz zu den üblichen Differenzenverfahren können bei der Dynamischen 
Relaxation durch geschickte :­*ahl des Rasternetzes die Randbedingungen 
sehr einfach und genau erfüllt werden. Dies wird an zweidimensionalen 
Beispielen gezeigt. In Abb­ 2 sind die ."Ergebnisse einer numerischen Be­
rechnung einer Scheibe mit kreisförmiger Öffnung, berechnet mit verhält­
nismäßig grobem Raster in Polarkoordinaten, der analytischen Losung gegen­
übergestellt. Die Übereinstimmung ist sehr gut. Bei Öffnungen in den 
'■andangen von Reaktordruckbeha.ltern kann das Koordinatensystem jedoch 
nicht auf die Öffnung bezogen werden» Die Lochberandung muß durch einen 
Polygonzug angenähert werden­. Abb. 3 zeigt die Annäherung eines Kreis­
lochs in einer Scheibe durch verschiedene teteieleckc., Es ist zu ersehen, 
daß mit einem 24­Eck die analytische Lösung, vgl, ¿_10_/, praktisch er­
reicht ist, daß aber auch ein 12­Eck bereits sehr genaue Maximalspannungen 
angibt.­ Die verhältnismäßig uninteressanten Abweichungen von der analytischen 
Lösung, die sich bei einem 12­Fck im Boreich von 15 ­ 75 ergeben, sind 
darauf zurückzuführen, daß bei der angenommenen Lochberandung; wie sie 
in Abb. 4 angegeben ist, für die Erfüllung der Randbedingungen über 
Bereiche von 30 geradlinig interpoliert wurde« Eine geeignetere Form 
der Interpolation führt zu ähnlich guten Ergebnissen wie die numerische 
Lösung mit Hilfe des 24­Ecks. In Abb. 4 sind die numerischen Lösungen 
von endlichen Scheiben mit 12­ und 24­Eck­Öffnungen der analytischen 
Lösung einer unendlichen Scheibe mit kreisförmiger Öffnung gegenüber­
gestellt. Der Verlauf der Spannungen, der wegen der unterschiedlichen 
Scheibenabmessungen auch für numerische und analytische Lösung unter­
schiedlich sein muß, zeigt jedoch, daß die Fehler bei einer Lochannäherung 
durch ein 12­Eck und der oben beschriebenen geradlinigen Interpolation 
sehr schnell abklingen. Das gleiche' Verhalten kann auch für Öffnungen 
in einem räumlichen Kontinuum erwartet werden. Für die wirtschaftliehe 
Berechnung von Reaktordruckbehältern dürfte es also zweckmäßig sein, 
die Lochform der Öffnung durch ein 12­Eck anzunähern und dabei eventuell 
dio bereits erwähnte verbesserte Form der 12­Eck­Berechnung zu benutzen, 
Diese Losung wird in einer in Vorbereitung befindlichen Veröffentlichung f'fj 
beschrieben, Das 24­'*ck bietet dann keine Vorteile mehr, da mit der er­
forderlichen feineren Rasterteilung eine 1 ingere Rechenzeit verbunden ist 
und kein wesentlicher Genauigkeitsgewinn mehr erzielt werden kann. 
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In jüngster Zeit wird die Berechnung des sogenannten Pod-Boiler-Designs 
interessant. Abb, 5 zeigt im Prinzip einen Horizontalschnitt durch einen 
solchen Druckbehälter. 
Für diesen Fall wurde für eine Scheibe die numerische Berechnung nach 
der Dynamischen Relaxation den Ergebnissen eines Modellversuchs gegen-
übergestellt, Auch hier zeigt sich eine ausgezeichnete Übereinstimmung. 
In Abb, 6 sind die Tangentialspannungen in den Symmetrieachsen dargestellt. 
Die Abweichungen am Innenrand sind hervorgerufen durch die Lasteinleitung 
bei dem Modell. Hier sind die Modellergebnisse mit größeren Fehlern be-
haftet. Die Lochrandspannungen, Abb, 7? beweisen ebenfalls die Genauig-
keit der numerischen Berechnung. 
Bei diesen Berechnungen wurden sowohl an den Lochrändern die Rand-
bedingungen punktweise streng erfüllt als auch die Gleichgewichtsbedingungen 
über den ganzen Lochrand, 
Beispiele dreidimensionaler Berechnungen 
Von den bisher am Institut für konstruktiven Ingenieurbau der Ruhr-Univer-
sität durchgeführten dreidimensionalen Berechnungen sollen hier nur die 
erwähnt werden, die gewisse i/ergleichsmoglichkeiten mit analytischen 
Lösungen oder Modellversuchen erlauben, -iose Untersuchungen wurden zur 
Kontrolle der dreidimensionalen Rechenprogramme durchgeführt. 
Für Öffnungen in dickwandigen Zylindern liegen bisher keinerlei 
Vergleichsmöglichkeiten vor, Deshalb mußte die Überprüfung an verhält-
nismäßig dünnwandigen Hohlzylindern erfolgen. In Abb. 8 sind die Loch-
randspannungen bei einem quadratischen Ausschnitt eines Hohlzylinders 
angegeben. Als Belastung wurden Innendruck und Längszug sowie Innendruck 
auf den Abschlußdeckel des Ausschnittes angesetzt, Aus dieser Abbildung 
ist deutlich der rämlichc Spannungszustand ersichtlich, Abb. 9 zeigt die 
Tangentialspannungcn (J ./ der Innen- und Außenflächen des Z~linders für 
das gleiche Beispiel, Abb, 10 gibt einen vergleich der Lochrandkräfte 
eines quadratischen Ausschnitts bei Scheibe und Hohlzylindcr zwischen 
der numerischen Berechnung und einer analytischen Lösung mit ausgerun-
deten Ecken, Man erkennt hier den starken Einfluß der Ausrundung bei 
der analytischen Lösung, Die Erhöhung der Lochrandkräfte des Hohlzylinders 
gegenüber denen der Scheibe ist bei analytischer und numerischer Lösung 
annähernd gleich, 
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Als Beispiel für eine kreisförmige Öffnung in der Zylinderwand wurde 
das Modell eines Reaktor-Sicherheitsbehälters berechnet S dessen Spannungs-
zustand im Lochbereich aus modellstatischen Untersuchungen der Arbeits-
gruppe für bautechnischen Strahlenschutz der Technischen Universität 
Hannover bekannt war. Die Belastung besteht wieder, aus.-Innendruck, Längszug 
und Deekellast. 
Abb» 11 gibt einen Vergleich der Normalkräfte von Modelluntersuchung 
und numerischer Berechnung. Abb. 12 zeigt Spannungen auf den Zylinderober-
flächen für die beiden Fälle. Die gute Übereinstimmung zwischen Modellver-
such und räumlicher Berechnung beweist die Zuverlässigkeit der Dynamischen 
Relaxation. In Abb. 13 sind die Tangentialspannungen in verschiedenen 
interessanten Schnitten aufgetragen. Auch hier erkennt man den vorhandenen 
räumlichen Spannungszustand, In Abb, 14 wurden die Lochrandspannungen 
dargestellt. 
Zusammenfassung und Ausblick 
Bei der kurzen Beschreibung der Dynamischen Relaxation wurden einige 
Eigenschaften und Vorteile dieses Verfahrens deutlich, die hier noch 
einmal kurz zusammengefaßt vierden sollen; 
1, Die Dynamische Relaxation ist ein anschauliches Verfahren zur numerischen 
Lösung von Problemen der Elastizitätstheorie. 
2, Die direkte Aufstellung großer Gleichungssysteme und deren Lösung ent-
fallen» Damit ist der Speicherplatzbedarf für die numerische Berechnung 
kleiner als bei anderen Verfahren. 
3, Die Stabilität der numerischen Berechnung ist einfach zu gewährleisten. 
4» Das Programm zur numerischen Berechnung bleibt selbst bei komplizierten 
räumlichen Fällen kurz und übersichtlich, 
5 Die Rasterteilung kann beliebig veränderlich sein, Dadurch ist eine 
gute Anpassungsfähigkeit des Rasters an Bereiche mit Spannungskonzen-
trationen möglich, 
6, Die Randbedingungen können einfach und genau erfüllt werden. Das gilt 
auch für krummlinige Berandungen, wie sie bei kreisförmigen Öffnungen 
auftreten, 
-748-
Nicht erwähnt werden konnten in diesem kurzen Überblick über die Dynamische 
Relaxation die Berechnung der räumlichen Temperaturverteilung, die Berück-
sichtigung eines nichtlinearen Spannungs-Dehnungsgesetzes und des visko-
elastischen Betonverhaltens» Über diese Untersuchungen wird an anderer 
Stelle berichtet, Es wird zur Zeit auch daran gearbeitet, bei der Berech-
nung von Spannbetondruckbehältern die Rißbildung erfassen zu können» 
Die angeführten Beispiele haben die Zuverlässigkeit und Genauigkeit 
der Dynamischen Relaxation gezeigt Dieses Verfahren hat sich für die 
Berechnung des räumlichen Spannungs- und Verformungszustandes in Spann-
betondruckbehältern als zweckmäßig erwiesen 
Die Berechnungen wurden auf den Anla.gen 
«'•DC I6O4 A der Technischen Universität Hannover und TR 4 der Ruhr-Universität 
Bochum durchgeführt. Die Untersuchungen wurden vom Bundesministerium für 
wissenschaftliche Forschung der BRD gefördert» 
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Abb.8 Hohlzylinder mit quadratischem Ausschnitt (innendruck und Längszug) 
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Abb.9 Hohlzylinder mit quadratischem Ausschnitt (innendruck und Längszug) 
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Abb.11 Normalkräfte um einen kreisförmigen Ausschnitt In einem 
Hohlzylinder unter Innendruck und Längszug 
Abb.12 Oberflächenspannungen um einen kreisförmigen Ausschnitt in einem 
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NUMERISCHE BERECHNUNGS-METHODEN FUR 
SPANNBETON-REAKTORDRUCKBEHÄLTER 
K. BRANDES 




Die Berechnung von Konstruktionen der Bautechnik und des Maschi-
nenbaus mit Hilfe elektronischer Rechenanlagen verlangt die Ver-
wendung von Methoden, die von Grund auf den Eigenarten von Rechen-
anlagen angepaßt sind. 
Die Entwicklung derartiger "computerorientierter" Rechenverfahren 
muß von der Tatsache ausgehen, daß Rechner speziell in der Lage 
sind, sowohl 
(i) gleichartige Operationen in 3ehr großer Zahl sehr schnell 
auszuführen als auch 
(ii) organisatorische Aufgaben zuverlässig zu erfüllen. 
Es hat sich als notwendig erwiesen, kompakte Schreibweisen zu ver-
vænden, die es erlauben, auch sehr umfangreiche Programm-Systeme 
übersichtlich zu gestalten. 
Wicht zuletzt wird gefordert, daß es möglich ist, sehr verschie-
denartige geometrische Konstruktionsformen ausreichend genau mit 
einfachen Kitteln zu beschreiben. 
2. Finite Übersetzungen 
Die soeben genannten Forderungen machen klar, daß die klassische 
Methode der Mechanik, geschlossene Lösungen für einfach berandete 
Bereiche anzugeben, nicht anwendbar ist. 
naheliegend ist der Rückgriff auf die seit langer Zeit bekannten 
Differenzenverfahren. Diese wurden verschiedentlich erfolgreich 
eingesetzt (44). 
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Im Laufe der fünfziger Jahre wurden neuartige Methoden formuliert, 
die den weiteren Forderungen - einfache geometrische Beschreibung, 
kompakte Schreibweise (Matrizen) - nachkamen (Übertragungsmatrizen 
(Falk) (23) , Matrizenverschiebungsmethode, Matrizen-Kraftmethode 
(Azgrris) (2; 4; 3; 47). 
Prinzipiell stellen alle diese Vorfahren eine "Finitisierung" bzw. 
"Diskretisierung" dars 
Die funktionale Unbestimmtheit des Problems wird 
durch entsprechende Ansätze auf eine parametrische 
reduziert. Die unbekannten Parameter folgen (bei 
linearen Problemen) aus (linearen) Gieichungssystemen. 
"Finite Übersetzungen" (Schaefer (17)) können auf zwei Wegen ge-
wonnen werden; 
Eine m a t h e m a t i s c h e f i n i t e Ü b e r s e t -
z u n g ist die Ersetzung von Differentialgleichungen durch 
(finite) üifferenzenausdrücke; im einfachsten Fall entstehen 
Differcnzengleichungen. 
Großen Einfluß auf die Entwicklung numerischer Verfahren haben 
m e c h a n i s c h e f i n i t e Ü b e r s e t z u n g e n 
ausgeübts 
Die Beschreibung eines Kontinuums als Stabwerk gleicher Steifig-
keitseigenschaften wird als Stabwerkmethode (framework method) be-
zeichnet (Mehruel (27) ) (Bild 1) . Sine spezielle Stabwerkmethode 
entsteht, wenn einfach gestaltete Systeme aus starren Stäben, die 
durch nachgiebige Knotenpunkte verbunden sind, aufgebaut werden. 
Die elastischen Eigenschaften der Konstruktion werden den Knoten-
punkten zugeordnet: 
"Lumped Parameter Method" (Methode der flexiblen Knoten) (32, 33). 
Idealisierung eines Kontinuums als ein Aggregat geometrisch gleich-
artiger finiter Elemente hat die Formulierung von Methoden unter 
Verwendung kompakter Matrizenschreibweisen zur Folge gehabt, die als 
Matrizenmethoden (Argyris (47)) bzw. Methode der finiten Elemente 
(Clough (48)) bekannt geworden sind. 
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Wie die Entwicklung in den letzten Jahren erkennen läßt, ist diese 
Methode sehr flexibel und geeignet, bei allen technisch-wissen-
schaftlichen Fragestellungen Lösungen zu liefern. Mit ihrer Hilfe 
ist es möglich, zahlreiche Probleme der Technischen Mechanik, die 
durch Feldgleichungen beschreibbar sind, numerisch zu lösen (Märme-
leitung, Elastizitätstheorie, Potentialströmungen usw.). 
Die weitgehende Schematisierbarkeit des Verfahrens hat zur Folge, 
daß sehr allgemeine Programm-Systeme entwickelt werden können, wie 
es auf der Grundlage der Matrizen-Verschiebungs-Uethode (Matrix-
Displacement-Method) geschehen ist. Das Programm-System ASKA (12) 
i3t ein hervorragendes Beispiel für eine Programmiersprache, die 
den Anforderungen des Ingenieurs gerecht wird. 
Die Grundlagen der Methode der finiten Elenente wird an einem sehr 
einfachen Beispiel veranschaulicht: 
Ebenes Problem, dreieckige Elemente (Bild 4). 
Innerhalb des einzelnen Elementes wird ein vereinfachter Dehnungs-
verlauf vorgeschrieben, der durch die Verschiebungen der drei Eck-
punkte eindeutig beschreibbar sei, also durch 6 Größen (Bild 4b). 
Die Steifigkeit des Elementes, die den Widerstand gegen Verformun-
gen beschreibt, ist einfach über das Prinzip der virtuellen Ver-
rückung (hier speziell: Prinzip von Minimum der Formänderungsarbeit) 
zu ermitteln, wobei die Spannungen über das Materialgesetz aus den 
Dehnungen folgen. 
Voraussetzungen sind: 
Material beliebig anisotrop, 
Linearität der Spannungs-Dehnungs-Relation, 
Homogenität innerhalb eines Elementes (nicht zwingendl). 
Die Steifigkeit des einzelnen Elementes folgt aus einer einfachen 
Rechen-Prozedur. 
Die Steifigkeit der gesamten Konstruktion setzt sich aus den Ele-
menta teifigkeiten zusammen, d.h., die Elementsteifigkeitsmatrizen 
müss3n in der durch die geometrische Aufteilung vorgegebenen Rei-
henfolge zur Gesamt-Steifigkeitsmatrix zusammengesetzt werden 
(Bild 5) . 
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Für die in wesentlichen organisatorische Aufgabe des Aufbaus der 
Gesamt-Steifigkeitsmatrix sind Rechner in hervorragender Weise ge-
eignet. Auch hierbei erlauben Matrizen eine kompakte und übersicht-
liche Formulierung (Argyris (4) , Surmühl (24)). 
flach Auflösung der Gesamt-Steifigkeitsmatrix sind die Verschiebun-
gen aller Punkte bekannt. 
Diese kurze Boschreibung mag ausreichen, um einen Eindruck von der 
Methode der finiten Elemente zu vermitteln. 
Die Grundlagen der Differenzenverfahren sind hinreichend bekannt. 
Heuere Arbeiten, die alle Differenzenverfahron unter übergeordneten 
Gesichtspunkten auf der Grundlage der Kollokationsverfahren einord-
nen und ableiten, stammen von Falk (34) und Klages (35). 
Die Differenzenverfahren haben verschiedene Variationen erfahren, 
von denen für den Bereich der ebenen und dreidimensionalen Ela-
stizitätstheorie die dynamische Relaxation besondere Bedeutung er-
langt hat. Spannbeton-Reaktordruckbehälter in England wurden mit 
diesem Verfahren berechnet (1) als rotati ons symrae tri s che Systeme. 
Auch dreidimensionale Probleme sind behandelt worden (38; 39) 
(1; S. 537). 
Beide Verfahren - Methode der finiten Elemente und Differenzenver-
fahren (Dynam. Relaxation) - lassen es zu, plastisches Materialver-
halten und Kriechen durch schrittweise Berechnung zu erfassen 
(Argyris (4), Cederberg und David (40). 
Hinsichtlich der Möglichkeiten der "Lumped Parameter Method" sei 
auf die Literatur verwiesen (32, 33). 
3. Grundlagen 
Grundlage a l l e r Verfahren i s t d i e mechanische Formulierung der 
Probleme entweder i n der Form von D i f f e r e n t i a l g l e i 
c h u n g e n oder der zugehörigen V a r i a t i o n s -
p r o b l e m e . 
Eine Übersicht, die keineswegs vollständig ist, gibt die folgende 
Tabelle. 
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S tabwe rkmodelie 
Lumped Parameter Method 
Kantorowitsch-Verfahren 
Trefftzsches Vorfahren 
+) Zu den Differenzenvorfahren gehören alle daraus abgeMteten 
Verfahren (Mehrstellen-Verfai.ren, Dynamische Relaxation, 
Monte-Carlo-Mcthode (41)). 
++) 
'Die Diskrete Fehlerquadraunothode vereinigt die Einfachheit 
der Koilokationsformulierungon mit der Ganauigkeit der Fehler-
quadratmethode (43) . 
Es besteht die Möglichkeit, die Steifigkeitsmatrizen auch 
aus ilen Differentialgleichungen mittels Fehlerqundratmethoden 
zu gevinnen. 
Randwert- und Gebictskollc'iation. 
Eine Einordnung der Verfahren ist insofern notwendig, als über 
Konverg.-;nz--Verhalten und Stabilität numerischer Rechnung von dieser.-
Gesiclic'/pj ikt aus allgemein Aussagen möglich erscheinen. 
So wir'] die Methode der finiten Elemente, die auf der Basis von 
Variationsproblemen entstand i.a. bessere Konvergenz-Eigenschaften 
haben, ols eine Methode, die von den Differentialgleichungen aus-
geht. 
GegenüberStellung zweier gebräuchlicher Verfahren zur Berechnung 
von Spannboton-Reaktordruckbclfiltern 
Zur Berechnung von Spannbeton-Druckbehältern von Leistungsreak-
toren sind bisher Differenzenverfahren (44) , die Methode der Dyna-
mischen Relaxation (36 - 40) und die Methode der Finiten Elemente 
(z.B. (10), (11) und (13)) eingesetzt worden. 
­ 765 ­
Die Dynamische Relaxation ist dem gewöhnlichen Differenzenver­
fahren für ebene und rotationssymmetrische Probleme überlegen 
(37; 39). 
Der V e r g l e i c h sei auf die Methode dor Dynamischen 
Relaxation mit der Methode der finiten Elemente beschränkt. 
Eine eindeutige Aussage, daß ein Verfahren in allen Fällen das 
eindeutig bessere ist, ist bei Beachtung des Zieles ­ mit wirt­
schaftlich vertretbarem Aufwand ausreichend genaue Aussagen zu er­
halten ­ nicht möglich. 
Der Vergleich soll auf einige als wesentlich erkannte Punkte.be­
schränk t sein. 
Im einzelnen werden verglichen: 
1. Einfachheit und Genauigkeit der geometrischen und 
werkstofflichen Beschreibung 
2. Genauigkeit der Ergebnisse 
3. Anforderungen an den Rechner bezüglich Kornspeicher 
(ev. weiterer Speicher mit sehr kurzen Zugriffszeiten) 
und Rechenζeiten. 
iíêí^S^S­Sír­liDitSD­íílSBêQtS ("Finite Element Method") 
5ê2Ç?­2Ï£'i§^ S„5i.£?chreibung 
Das Kontinuum wird durch ein Aggregat von gleichartigen Bauteilen 
(Elementen) idealisiert. Die Form dieser Elemente ist beliebig. 
Käufig werden dreieckige Elemente für zweidimensionale Probleme 
und tetraedorförmige für dreidimensionale Probleme gewählt. (Die 
Begrenzung der Elemente muß nicht notwendigerweise geradlinig bzw. 
eben sein.) 
Mit Hilfe solcher Bausteine ist es möglich, praktisch jede Geome­
trie sehr genau zu beschreiben. 
Besondere Erwähnung verdient die Tatsache, daß sprunghafte Ände­
rungen des Materialverhaltens sehr gut beschreibbar sind. Die u.U. 
sehr starke Auskleidung von Durchbrüchen kann so erfaßt werden. 
Die Kräfte zwischen Auskleidung und Beton sind sehr genau angebbar, 
was für die Befestigungselemente (Dübel) wichtig ist. Einige Bei­
spiele zeigen die Bilder 2, 3, 6 und 7). 
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Werkstoffliehe Boschreibung 
Anisotropien des Werkstoffes in beliebiger Richtung können olone 
zusätzlichen Aufwand berücksichtigt werden. Um den Rechenaufwand 
in Grenzen zu halten, sei Homogenität des Werkstoffes in jedem 
einzelnen Element vorausgesetzt. Plastizität, Kriechen und Rißaus­
breitung wird durch schrittweise Berechnung erfaßbar (Argyris (4), 
Zienkiewicz (13), Rashid (10)). 
Der Fehler in den Ergebnissen wird bei vernünftiger Wahl der Ele­
mentenanzahl und Elementgröße im Bereich woniger Prozente liegen. 
Bei gröberer Unterteilung der Konstruktion in Elemente wird die 
Rechenzeit erheblich verkürzt, während die Genauigkeit der Ergeb­
nisse abnimmt. 
ÛDÎ2ï^S=yD92D_£­D_ë.ÇD„S2£ÏH?£i 
Wesentliches Merkmal der Methode der finitan Elemente ist der Auf­
3 4 5 
bau sehr großer Bandmatrizen mit 10 ­ 10 Unbekannten (10 u.U. 
bei dreidimensionalen Problemen). 
Aufbau und Auflösung dieser Gleichungssystemc erfordern einen Kern­
speicher von mindestens 32 Κ (ebene Probleme) bzw. 123 Κ (bei Wort­
langen von mindestens 48 Bits auch 64 K) (dreidimensionale Probleme) 
Weitere Speicher mit kurzer Zugriffszeit sind notwendig. 
Bei Additionszeiten des Rechners von etwa 1 Mikrosekundc entstehen 
bei umfangreichen Problemen Rechonzoiten von mehreren Stunden. 
2YD25?i§£í}e„E£¿32§£i20 
Geometripçhe_Beschreibung 
Das Kontinuum wird mit einem orthogonalen Raster überzogen, in des­
sen Knotenpunkt die als Differenzengleichung angenäherten Differen­
tialgleichungen zu erfüllen sind. Die Ränder müssen diesem Raster 
angepaßt werden, was z.B. bei kreisförmigen Öffnungen offensicht­
lich Schwierigkeiten macht. Dieser Mangel wird bei sehr feiner 
Teilung zwar weitgehend behoben. Andererseits muß eine derartige 
feine Teilung in Bereiche fortgesetzt werden, in denen auch eine 
sehr grobe Teilung ausreichte. 
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Ij£íH££2ííiiÇl2ê„§£§£*í£2il2iv22 
Anisotropien des Werkstoffes sind beschreibbar, wenn die Haupt-
achsen der Anisotropie mit den Richtungen des.Rasters übereinstim-
men. Inhomogenitäten dürfen auftreten. Prinzipiell ist es möglich, 
plastisches Verhalten zu berücksichtigen, ebenso Risse. Die Schwie-
rigkeiten bei der Formulierung sind ungleich größer als bei der 
Methode der finiten Elemente. 
Kriecheinflüsse wurden bereits mit der Methode der Dynamischen 
Relaxation durch schrittweise Näherung ermittelt.(40) 
2£22!?i!3íS2¿Í_é££-5£gebnisse 
Hier gilt das gleiche wie bei der Methode der Finiten Elenente. 
Ò5±2^2£yG-/§ì}_SD_^SD_?£SÌ3ì}2£ 
Der Aufbau großer Bandmatrizen entfällt (39). Es müssen aber die 
Differenzenausdrücke für alle Punkte berechnet und gespeichert 
werden. So ist es möglich, mit Rechnern kleineren Kernspeicherum-
fanges (32 K) auszukommen. Die Rechenzeiten dürften bei gleicher 
Genauigkeit der Ergebnisse nicht kürzer sein als bei der Methode 
der finiten Elemente. 
Zusammenfassend kann festgestellt werden, daß die Methoden der fi-
niten Elemente der Methode der Dynamischen Relaxation in der All-
gemeinheit der Formulierung überlegen sind. Das schließt nicht 
aus, daß bei manchen Problemen (zwei- ur.d dreidimensionale Berech-
nung von Diskontinuitäten, Berechnung rotationssymmetrischer Be-
hälter) die Dynamische Relaxation ein Feld besitztf in dem sie mit 
der Methode der fiaiten Elemente den Vergleich aushält. 
Die Frage, auf welcher Grundlage größere Programm-Systeme aufgebaut 
werden sollten, wird mit Sicherheit zugunsten der Methode der fini-
ten Elemente entschieden worden. 
5. Wege zu einer Verbesserung der Verfahren 




Bei der Auflösung der Gieichungssystome werden i.a. sämtliche Unbe-
kannten (z.B. Knotenpunktverschiebungen) ermittelt. Es ist aber 
auch möglich, lediglich bestimmte Zeilen der Inversen zu bilden,30 
daß nur Verschicbungen in Bereichen ermittelt werden, in denen maxi-
male Beanspruchungen zu erwarten sind. Grundlage für diese Methode 
ist eine Monte-Carlo-Technik (42). 
2££y2lS§i2l}ii2iíí}ír_y2D_^íi2£i}2is£¿Í?§§£íí 
Kriechen wird bisher durch schrittweise Berechnung berücksichtigt. 
Dabei werden mehrere Rechonläufe erforderlich. Vor kurzer Zeit ist 
erstmals für Verbundträger mit Erfolg versucht worden, die Lösungen 
der einzelnen Elemente über einen Laplace-Transformation zu finden 
(16). Eine Verallgemeinerung dieses Verfahrens würde zu erheblich 
verkürzten Rechenzeiten bei Kriech-Untcrsuchungen führen. 
Obwohl leistungsfähige computerorientierte Vorfahren verfügbar sind, 
sollte doch ständig versucht werden, auf neuen Wegen Lösungen zu 
finden} einig3 Ansätze finden sich z.B. bei Wlassow (25) und 
Twelmaior (26) 
Zusammenfassung 
An Hand zweier cenputerorientiorter Verfahren wurde das Vorgehen 
bei der neuzeitlichen Berechnung von Reaktor-Druckbehältern 
skizziert. 
Eine Einordnung in ein größeres System der Gnndlagen derartiger Ver-
fahren ist versucht worden. Ausgehend von solchen Grundlagen er-
scheint es möglich.- weitere Wege zur Lösung technischer Probleme 
zu entwickeln. 
Zwei naheliegende Verbesserungsmöglichkeiten, die zur Zeit in der 
BAM verfolgt werden, wurden dargelegt. 
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Idealisierung einer Scheibe als Stabwerk (28) 
Bild 2 
Netz der finiten Elemente für einen rotationssymmetriachen Behälter 
774 
Bild 3 
Netz der finiten Elemente in einem Deckel eines Behälters (46) 
U, 
Bild 4 
Einfachstes Dreieckelement für ein ebenes Problem. 
Dis rechte Zeichnung zeigt den Zustand einer eingeprägten Verschiebung 
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Bild 5 




Berechnung nach der Methode der finiten Elemente (10) 
PLAN VIEW OF THE THREE-DIMENSIONAL GRID 
o·, 




Netz für die Berechnung nach der Methode der 
finiten Elemente (45). Ein derartig primi-
tives Netz schöpft nicht die Möglichkeiten 
dieser Methode aus. 
Bild 7 
Berechnung eines Reaktor-Druckbehälters mit der 
Methode der finiten Elemente (19) 
DREIDIMENSIONALE ELASTISCHE UND ELASTOPLASTISCHE 
BERECHNUNG VON REAKTORDRUCKBEHÄLTERN 
J.H. ARGYRIS, I. GRIEGER* 
N° 26 
Professor, Direktor, Institut für Statik und Dynamik der 
Luft- und Raumfahrtkonstruktionen, 
Universität Stuttgart 
* Seniorwissenschaftlicher Mitarbeiter 
778 
Einleitung 
Die in den Jahren 1954/55 (1) von uns aufgestellte Matrizen Verschiebungsmethode 
(2,3,4,5,6,7) war zunächst für die hochkomplizierten statischen und dynamischen Probleme 
der Luft-und Raumfahrtindustrie bestimmt. Schon frühzeitig hat sich ¡edoch gezeigt, daß 
diese Methoden auch auf die Gebiete des allgemeinen Maschinenbaues und des Bauwesens 
angewendet werden können. Die steile Entwicklung der Großrechenanlagen verbunden mit 
komfortablen graphischen Ein- und Ausgabegeräten hat zu einer weiten Verbreitung der 
Methode der diskreten Elemente gefuhrt. 
Die Anwendung dieser allgemeinen Methode setzt aber die Benutzung von hochent­
wickelten Programmiersprachen voraus. Die problem-orientierte Sprache ASKA (19,24,25), 
welche am ISD entwickelt wurde, enthält neben Stab-, Membran-, Platten- und Schalen­
elementen auch eine ganze Reihe von Elementen zur Lösung dreidimensionaler Probleme. 
Von steigender Bedeutung sind elastoplastische Probleme, Kriechen,Rissfortbildung,usw. 
Erst durch die Rechner der dritten Generation wird bei elastoplastischen Problemen, wo 
iterativ schrittweise vorgegangen werden muß, die Rechenzeit auf ein erträgliches 
Maß reduziert. 
FUr ein Kennenlernen der Theorie sei der Leser auf die Literatur im Anhang verwiesen. 
Hier können wir nur auf einige wichtige Elemente und Musterbeispiele eingehen. Aber schon 
die wenigen Beispiele zeigen, daß die Stärke der finiten Element Methode gerade in ihrer 
Allgemeinheit liegt. Sie ermöglicht die Analyse vieler Tragwerke mit geringem Aufwand 
in kurzer Zeit. Oftmals ¡st diese Methode die einzige,die zu einer Lösung fuhrt. 
Neue Elemente für die Matrizenverschiebungsmethode 
Schon am Anfang der Entwicklung unserer problem-orientierten Sprache wurden drei­
dimensionale Elemente (TET4, TET 10) eingebaut. Dem TET4-Element (4), einem Tetraeder 
mit vier Anschlußpunkten, liegt ein konstanter Dehnungs- und Spannungszustand zugrunde. 
Dadurch konnte man einen globalen Überblick über das Verhalten der Struktur bekommen, 
jedoch war dieser Elementtyp nicht geeignet, Auskunft über detaillierte Spannungsverläufe 
zu geben. Es war daher erforderlich, ein TET 10- Element (9), ein Tetraeder mit zehn 
Anschlußpunkten,zu entwickeln, der eine lineare Dehnungsverteilung zuläßt. Die konsequente 
Weiterfuhrung der Entwicklung, basierend auf einem kompletten Satz von Polynomen 3ter 
Ordnung fUr die Verschiebungen bzw. parabolischer Dehnungsverteilung, ¡st das TET20 
Element (15). Dieses Element enthält außer an den Kanten auch noch auf jeder Seitenfläche 
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einen Knotenpunkt. Jeder Knotenpunkt besitzt drei Freiheitsgrade, so daß dieses Element 
60 Freiheitsgrade hat. Eine interessante Variante dieser Polynome 3ter Ordnung ergibt sich, 
wenn man die kinematische Verträglichkeit an den vier Ecken auf die ersten Ableitungen 
der Verschiebungen erweitert. Jeder Eckpunkt erhält hierbei 12 Freiheitsgrade. Die Knoten­
punkte längs der Kanten sind dann überflüssig, aber um die kinematische Verträglichkeit Über 
die Flächen zu sichern, mUssen die Knoten in den Mitten der Seitenflächen erhalten bleiben. 
Die Gesamtzahl der Freiheitsgrade dieses Elements, das in ASKA mit TEA8 bezeichnet wird, 
bleibt jedoch 60, wie beim TET20-Element. Ein großer Schritt vorwärts waren die 
Elemente mit krummseitiger Berandung TEC 10 und TEC 20 (17,18). Diese werden aus dem 
entsprechenden geraden "Muttertetraeder" durch dasselbe Polynom erzeugt, wie es für die 
Verschiebungen vorgeschrieben ist. Mit wenigen Elementen kann so die Kontur einfacher 
und genauer erfaßt werden. 
Der Aufwand bei der Elementbeschreibung - in einer dreidimensionalen Struktur 
wurden doch meistens sechs Tetraederelemente zu einem Quader zusammengefaßt - wird 
durch das allgemeine Hexaederelement LUMINA (14) stark reduziert. Aber auch die Anzahl 
der Elemente in der Struktur verringert sich, wenn jedem Element schon ein höherer Dehnungs­
zustand zugrunde liegt. Einige Spezialfälle dieses allgemeinen Hexaederelementes sind 
programmiert (HEXE27, HEXE64) und haben gute Ergebnisse erzielt. Da in der Praxis 
häufig rotationssymmetrische Probleme vorkommen, ist es zweckmäßig, Elemente zu entwickeln, 
die für diese Fälle zugeschnitten sind. Die entsprechende TRIAX-Familie von Ring-El ementen 
kann sowohl gerade als auch krummseifige Berandung haben. Diese Elemente beruhen auf 
einer linearen Verschiebungsverteilung (TRIAX3), quadratischen Verschiebungsverteilung 
(TRIAX6) (10,11) bzw. kubischen Verschiebungsverteilung (TRIAX 10) in den Radialschnitten. 
Die Reihe wird durch FLAX-Elemente (20,21), die für die Idealisierung von Membranschalen, wie 
sie z .B. der Liner im Reaktor darstellt, geeignet sind, ergänzt. Für eine Gruppe praktischer 
Probleme,wo ein Sektor immer wiederkehrt, lassen sich die SECT-Elemente (20,21) besonders 
elegant einsetzen. 
Die Elemententwicklungen - hier wurde nur ein Auszug aus den dreidimensionalen 
Elementen gemacht - können keinesfalls als abgeschlossen gelten. 
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Beîspîele 
Bodenplatte eines Konvertergefäßes 
Die Anwendung der SECT-Elemente zeigt unser erstes Beispiel. Wie man in 
Abb.7 sieht, besteht die Bodenplatte eines Stahlkonverters aus einer dickwandigen, leicht 
gekrümmten Schale, die durch Rippen in Radial- und Umfangsrichfung versteift ist. 
Obgleich das Tragwerk nicht rotations-symmetrisch ist, wurde die Platte mit SECT 18 
Elementen idealisiert. Die tatsächliche Geometrie, wie in Abb. 7 oben gezeigt, ist 
in der Idealisierung leicht modifiziert durch das Einfuhren von Radia trippen in Sektorgestalt. 
Infolge der Symmetrie braucht nur ein 36 Ausschnitt analysiert zu werden. An zwei Punkten 
ist die vertikale Verschiebung unterdrückt worden, um die Verbindung des Bodens mit der 
restlichen Struktur darzustellen. Die Knotenpunktskräfte, die kinematisch äquivalent 
mit dem aufgebrachten Druck sind, wurden durch Benutzung von Schein-Membranschalen­
elementen ohne Steifigkeit gebildet. Die berechneten Spannungen für zwei Radialschnitte 
sind in Abb.8 und Abb. 9 dargestellt. Man sieht deutlich,daß die Spannungen von einer 
rotationssymmetrischen Verteilung abweichen. 
Dickwandige Rohrverbindung 
Für die Berechnung der dickwandigen Rohrverbindung sind dreidimensionale Elemente 
verwendet worden. Infolge der Symmetrie braucht nur ein Viertel des Tragwerkes betrachtet 
zu werden. Für die Idealisierung wurden krummlinige HEXE 27 Elemente verwendet. 
HEXE27 ist ein Spezialfall des LUMINA-Elementes mit Verschiebungsfunktion 2ter' Ordnung 
in alle drei Richtungen. Die Belastung bestand aus Innendruck, der kinematisch äquivalent 
auf die Knotenpunkte verteilt wurde, und Endlasten entsprechend dem Druck auf den Rohr­
abschluß. Das System von linearen Gleichungen für 4995 Unbekannte ist durch eine 
Iterationsmethode gelöst worden. Der Vorteil dieser Methode ist, daß man schon nach 
einigen hundert Iterationen Aussagen über das Verhalten der Struktur machen kann. Aus 
Platzgründen werden nur einige typische Resultate gezeigt. Abb. 11 zeigt die Verschiebungen 
in den Symmetrieebenen, während in Abb. 12 die von Mises Spannung (5 , die die 
Spannungskonzentrafion an der Rohrverbindung anzeigt, dargestellt wird. Eine Vergleichs­
rechnung mit HERMES8 Elementen (16) lieferte übereinstimmende Resultate. 
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Spa nnbeton -Reakt ordruckbeh ä I te r 
Die Berechnung eines rotationssymmetrischen Spannbeton-Reaktordruckgefäßes wi rd 
an einem akademischen Beispiel geze ig t . Es enthäl t ¡edoch a l l e Elemente der praktischen 
Tragwerke dieser Ar t (32) . Geometrie und d ie Idealisierung sind in A b b . 13 dargeste l l t . 
Für die Idealisierung des Betons wurden TRIAX 10 Elemente verwendet, während die Stah l -
innenhaut (Liner) durch FLAX4 - Elemente dargestel l t wurde . Letztere Elemente wurden 
auch verwendet (¡edoch ohne Stei f igkeit) um den Vorspanndruck durch die Mer id iankabel 
aufzubr ingen. Die Kräfte für d ie Umfangs- und ver t ika len Vorspannkabel wurden di rekt in 
d ie Lastmatrix e ingesetzt . Weitere Verstärkungen können le ich i eingebaut werden,sind aber 
um der Einfachheit w i l l en ausgelassen. 
Eine andere Idealisierung mit TRIAX3 (l ineare Verschiebungsverteilung in den Radia l -
schnitten) und FLAX2 zeigt A b b . 16. Trotz der nominal höheren Zahl der TRIAX-Elemente 
ist d ie Spannungsverteilung schlechter, w ie der Verg le ich in A b b . 17 z e i g t . Dies demonstriert 
die Stärke der Elemente mit höherem Dehnungsverhalten. 
Elastoplastische Berechnung 
Die Anwendung der Matrizenverschiebungsmethode ist n icht nur auf elastische Probleme 
und dynamische Analysen beschränkt, sondern eignet sich auch sehr für die Lösung n i c h t -
l inearer Probleme. Die N ich t l i near i tä t kann ein Effekt großer Verschiebungen b z w . Dehnungen 
oder n icht l inearen Mater ia lverhal tens (Plast i tzi tät) se in . Hierbei erfolgt d ie Berechnung mit 
der Matrizenverschiebungsmethode schrittweise . Für d ie Lösung elastoplastischer Probleme 
sind verschiedene Techniken bekannt : 
Die einfachste Annäherung ist d ie sogenannte tangent ia le Steif igkeitsmethode (26). 
Diese Methode basiert auf der Mater ia ls te i f igke i t im elastoplastischen Bereich . Die e lasto-
plastischen Elementsteif igkeiten werden in ¡edem Schritt in Abhängigkei t der Spannungen und 
Belastungsvorgeschichte neu berechnet. Man erhäl t so für ¡eden Schritt eine neue S te i f i g -
keitsmatrix fUr die Berechnung der Verschiebungen .Diese Methode kann sehr unökonomisch in 
Bezug auf die Rechenzeit sein, es sei denn, man wendet d ie Modi f ika t ionstechnik auf d i e 
konstante elastische Anfangsstei f igkeit an (3 , 31) . In diesem Fall muß in ¡edem Schritt 
nur ein Gleichungssystem gelöst werden,welches von der Größenordnung der Dehnungen in 
der plastischen Region is t . In v ie len Fällen ist aber die Technik der Anfangslasten v o r t e i l -
hafter, besonders wenn es sich um Probleme mit k le inen Dehnungen und Verschiebungen 
handel t . Die Anfangslasten sind d ie¡en igen,d ie elastisch die Anfangsdehnungen unterdrücken. 
Andererseits sind die Anfangslasten bei der Methode der Anfangsspannungen mit denen 
kinematisch äqu iva lent . Wenn man mit Anfangsdehnungen (31) arbe i te t , w i rd d ie inkrementale 
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elastoplastische Dehnung aus den inkrementalen Spannungen berechnet, während im Falle 
von Anfangsspannungen (30) die inkrementalen Spannungen aus den inkrementalen elasto-
plasfischen Dehnungen berechnet werden. Für ¡eden Schritt wird am besten eine iterative 
Methode verwendet. Experimente haben gezeigt,daß die Methode der Anfangsdehnungen 
in ihrer urspr Ung liehen Form nicht immer konvergiert. Jedoch kann diese Schwierigkeit 
überwunden werden, wenn man eine besondere Iterationsmethode benutzt (29) . Die Methode 
der Anfangsdehnungen kann aber nicht fUr ideal plastische Materialien verwendet werden. 
Die Methode der Anfangsspannungen,wie in (31) gezeigt wird, konvergiert in allen Fällen 
(auch für ideal plastisches Mater ia l ) , wenn das Tragwerk oder ein Teil desselben statisch 
unbestimmt ist. Die Konvergenz kann noch verbessert werden,wenn man die Scharpf'sche 
Iterationstechnik auf die Ableitung der inkrementalen Spannungen von den inkrementalen 
Dehnungen anwendet. 
Zusammenfassung 
Die Beispiele zeigen, so hoffen wir, die Allgemeinheit und Stärke der 
Matrizenverschiebungsmethode bei statischer Berechnung von dreidimensionalen 
linearen und nichtlinearen Problemen des Reaktorbaus. Besonders die Anwendung der 
neuen Elemente gibt bessere Ergebnisse bei gleichzeitiger Reduzierung der 
Rechenzeit. 
Die Autoren möchten K .E.Buck, G.Mareczek, D.W.Scharpf danken für 
ihre Unterstützung zu dieser Arbeit. 
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Gesamtzahl der Knotenpunkte 
r = ( U l ) ( m . 1 ) ( n * 1 ) 
Abb. 2 LUMINA­ein allgemeines Hexaeder ­ Element 
787 
TRIAX 3 TRIAX 6 TRIAX 10 
ALL r> Die TR AX-Familie von Rinqelementen fur rotationssymmetnsche Abb. 3 s J und harmonisch verteilte Belastungen 
TRIAX 3 TRIAX 6 TRIAX 10 
Abb 4 Die TRIAX - Familie von Ringelementen mit krummseitigem Querschnitt 
für rotationssymmetrische und harmonisch verteilte Belastungen 
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FLAX 2 FLAX 3 FLAX U 
»•ι c Die FLAX ­ Familie von Membranschalen­Elementen für rotationssymmetrische 
Tragwerke mit symmetrischer oder harmonisch verteilter Belastung 
SECT 9 SECT 18 SECT 30 




f — 3 6 ° 
Alle Maße in mm 
182 SECT 18 Element* 
3316 Unbekannte 
E-- 17 500 kp/mm' 
ν = 0.3 
ρ = 0.020104 kp/mm2 
29 ι 
3820 
Durch Druck ρ belastete Fläche 
Abb. 7 Bodenplatte eines Konvertergefäßes Abmessungen und Idealisierung 
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[kpW] 
. . . Q Bodenplatte eines Konvertergefäßes 




Abb. 9 Bodenplatte eines Konvertergefäfies Radialspannung o„ in zwei Radialschnitten 
7 9 2 ­
Belastung Innendruck ρ s 70 31 kp/cm 
und äquivalente Endlasten 
entsprechend dem Druck 
auf den Rohrabschluß 
Abb. 10 Dickwandige Rohrverbindung Idealisierung mit krummlinigen HEXE 27 ­ Elementen 
Struktur 
Maßstab 
0 10 20 30 cm 
Verschiebung Λ „¿, tø ' m 
y.ν 
Ü H n il κ I I 
Abb. 11 Dickwandige Rohrverbindung 
Verschiebungen in zwei Symmetrieebenen 
Maßstab 
Spannungen 
Abb. 12 Dickwandige Rohrverbindung 




17 FLAX« ­Gama«· ti» r m t o m 
I I M UnManM· 
f , . JI70 kp/mm' 
"¿m ■ <"* 
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». ■ 0 ] 
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M« idioom Vo­Miiooliili S? I ■ «f kp 
OmamM ftaftalkraft d·. Ifertpioofcab·! m Umlioçmchtuoç 39 ] · tt' ίφ 
kvwndrucfc ρ . 0 I kp/nvn1 
A b b . 13 Spannbeton -ReaktordruckbehäUer 
Aulbau und Idealisiening 
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Nicht deformierte Kontur 
Verschiebungen 
Maßstab 
Geometrie ι 1 ; 1 ' 
I 0 ι * m 
Verschiebungen r — ι — j — < 
0 1 2 3 mm 
Normalspannung in 
Radialrichtung o„ [kp/mm2] 
Normalspannung in 
Umfangsrichtung α [kp/mm2 
Normalspannung in 
Axialrichtung olr [kp/mm2] 






1566 TRIAX3 ΕΙ· ιπ·ηΙ · 
51 FLAX2 ­Elemmi· (Ur lnn.nho.ut 
1666 Uobekar.nl· 
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v — -- ° 1 5 
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ν = 03 
Aliai· Vorspannkrall 59 38 ■ 10* kp 
Meridional« Vorspannkratt 671 ■ 10* kp 
Innendruck ρ ­ 0 8 kp/mm1 
Gesamte Radialkrall der Vorspannkabel in Umfangsrichtung 39 3 ■ 10* kp 
Abb. 16 Spannbeton ­ Reaktordruckbehälter 













Abb. 17 Spannbeton ­ Reaktordruckbehälter Vergleich von Umlangsspannung o„ und Normalspannung 
in Axenrichtung o„ für zwei Idealisierungen 

ANALYSE NON LINEAIRE DES CONTRAINTES DANS LE FUT 
D'UN CAISSON DE BETON PRECONTRAINT 
POUR REACTEUR RAPIDE 
M. HUSSAIN-KHAN 






Les études de la disposition intégrée de réacteurs de grande puissance 
font ressortir l'intérêt qu'il y a k utiliser pour la cuve un caisson en béton 
précontraint, comportant de grandes cavités dans ses parois. Dans ces cavités 
sont disposés soit des échangeurs de chaleur (l), (2) soit des turbines à 
gaz placées en cycle direct (3). 
La présence de pénétrations ou de cavités dans les parois d'un caisson en 
béton précontraint pose le problème délicat des concentrations de contraintes. 
Nous avons déjà eu l'occasion d'analyser dans le domaine élastique (4), (5) l'effet 
de pénétrations de 1 a 2 m de diamètre dans des parois d'environ 5 m d'épaisseur 
d'un caisson pour réacteur à, eau bouillante de 1000 MW. 
Ces analyses ont montré que les contraintes élastiques peuvent être très 
élevées dans certaines zones. Elles dépassent souvent les valeurs usuelles admises 
d-nis le dimensionnement de la structure. 
1/ Los numéros entre crochets renvoient k la bibliographie en fin d'article. 
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Or en réalité, le problème ne semble pas se poser avec une telle acuité; 
en effet, le béton possède une capacité d'adaptation que sous-estime le modèle 
élastique. Ce modèle peut se révéler insuffisant pour permettre un jugement précis 
sur le comportement réel de l'ouvrage. 
Ce problème est accentué dans le cas du caisson d'un réacteur rapide, 
refroidi au gaz , doté de turbines k gaz, placées en cycle direct, et aménagées 
dons des cavités verticales de diamètre important (voir fig. 1). 
Les études préliminaires de ce caisson, effectuées par le bureau 
Bonnard & Gardel, ingénieurs-conseils SA pour le compte de l'Institut Fédéral 
Suisse de Recherches en matière de réacteur ont abouti k la conclusion qu'une 
analyse non-linéaire des contraintes dans ce cas est nécessaire. 
Désirant entreprendre des études de développement dans ce domaine, le 
bureau Bonnard & Gardel SA a requis la collaboration de la Chaire d'aménagements de 
production d'énergie de l'Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne qui avait entre-
pris des recherches sur l'analyse du comportement non-linéaire des structures. 
Signalons notamment que cette Chaire a mis au point un programme de calcul par 
éléments finis dans le domaine non-linéaire et que des études se poursuivent 
actuellement sur ce sujet. Les bases théoriques de ce programme ont fait l'objet 
d'une publication (6). 
L'exposé qui suit a pour ol)jet, de présenter les résultats de l'analyse non-
linéaire des contraintes dans le fût d'un caisson en béton précontraint pour réacteur 
rapide, soumis k des charges de différentes natures, et d'examiner le comportement 
de ce fût lors d'une augmentation rapide de la pression k l'intérieur des cavités 
du réacteur et des turbines et ceci jusqu'à la rupture du fût. 
Nous tenons ici k remercier Monsieur le Professeur Dr. A. Gardel qui dirige 
le programme de recherche cité ci-dessus et Monsieur R. Lafitte, ingénieur, 
qui a participé k ces recherches. 
1/ Un tel réacteur fait actuellement l'objet d'études par l'Institut Fédéral Suisse 
de recherches en matière de réacteur k WUrenlingen. 
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2. Définition des formes géométriques du caisson et des charges 
La figure 1 présente la disposition de principe du caisson pour réacteur 
rapide. Il comporte une cavité centrale cylindrique dans laquelle est aménagé le 
coeur du réacteur. Cette cavité a un diamètre de 6,5.m et une hauteur de 13,80 m. 
Le diamètre extérieur du caisson est de 23,5 m et sa hauteur extérieure est de 
25,8 m. Il romprend dans ses parois 6 turbines logées dans des cavités de 4 πι 
de diamètre. 
La figure 2 présente la coupe horizontale du fût k mi­hauteur. Nous avons 
analysé une tranche de fût de 1 m de hauteur. 
La partie médiane du fût du caisson est soumise aux charges 
suivantes : 
­ une pression de 90 bars dans la cavité du réacteur et de 80 bars dans les 
cavités des turbines. 
­ un gradient thermique, correspondant k la marche normale du réacteur, défini 
k Ια figure 3 par les isothermes dans le fût du caisson. Le gradient thermique 
est caractérisé par un écart de température de 20° entre les parois intérieure 
et extérieure du caisson. 
­ une force annulaire de précontrainte de 10*500 t par mètre courant de fût 
réalisée par 19 câbles de 550 t utiles (voir fig. 2). 
Il a été en outre tenu compte de l'influence de la précontrainte axiale 
(parallèle k l'axe du fût) en admettant en première approximation une contrainte 
2 axiale de 100 kg/cm uniforme sur toute la section du fût. 
3. Hypothèses de calcul 
Nous avons admis pour les calculs un béton ayant une résistance uniaxiale 
k la rupture à 28 jours de 450 kg/cm . 
Les valeurs de ses caractéristiques mécaniques initiales sont les suivantes : 
o 
­ module d'élasticité, E = 450'000 kg/cm 
­ coefficient de Poisson )* = 0.167. 
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Le modèle de déformation du béton sollicité par des charges rapides est 
basé sur les hypothèses suivantes (voir (6)) : 
­ l'élément de béton est isotrope jusqu'à sa rupture 
­ les variations du volume ne dépendent que de la contrainte moyenne (F 
­ le module de glissement de Lamé M dépend uniquement de la distorsion 
­ les caractéristiques du béton sont indépendantes du temps et de la température. 
Pour un bon béton, tel que celui que nous avons admis, les essais ont mon­
tré (7) que le module de compressibilité k = — (où <J" = contrainte moyenne et 
Q = dilatation cubique) peut être admis constant. C'est ce que nous avons fait 
dons cette analyse. Par contre le coefficient de Lamé M est admis fonction du 
2/ deuxième invariant J~ du tenseur des contraints d'après la courbe de la figure 4 
La rupture locale du béton est définie par un critère de rupture représenté 
par une surface de révolution composée d'un cône et d'un tronc de cône, dans 
l'espace des contraintes. La figure 5 présente cette surface de rupture ainsi que 
la section de celle­ci dans le plan ol= 0. Dès sa fissuration l'élément de béton ne 
résiste plus aux sollicitations perpendiculaires au plan des fissures. 
La figure 6 présente le schéma de calcul admis. Il comporte 183 éléments 
triangulaires de béton et 7 éléments filiformes de câble de précontrainte. 
La symétrie de la géométrie du caisson et des charges nous permet de n'étu­
dier qu'un douzième de la section plane du fût. 
En ce qui concerne les caractéristiques mécaniques de l'acier de précon­
trainte les valeurs suivantes ont été admises : 
­ module d'élasticité = 2100'000 kg/cm2 
­ limite élastique : 160 kg/mm 
Le programme de calcul par éléments finis au sens de M.O.C.Zienkiewicz (8) 
utilise pour tenir compte de la non­linéarité et de la fissuration, une série d'ana­
lyses élastiques. A chaque itération, les matrices de rigidité des éléments évoluent 
en fonction de l'état de contrainte obtenu au cours de l'analyse précédente. 
1//» = E 
2(i + y ) 
1 z. 2. 2. 
2/ I. = C. — (Π *3TL ­*­ C" ­ 61 (Γ + 01 ­ (T. <Jte où (T.<S"et (J~ sont les contraintes selon 
les 3 axes. 
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4. Resultats de l'analyse des différents cas de charge 
Nous donnons ci-après les résultats des cas de charge analysés dans le 
domaine linéaire et non-linéaire. 
4.1 Précontrainte seule (figure 7) 
Les contraintes élastiques extrêmes dépassent 240 kg/cm2 autour de la 
cavité des turbines. La prise en considération de la non-linéarité du comportement 
du béton réduit ces contraintes extrêmes de 10 k 20 % sans modifier notablement la 
répartition d'ensemble des contraintes. Il est important de remarquer que cette prist 
en considération conduit pour les éléments les plus sollicités k un état de con-
trainte tridimentionnel beaucoup plus stable en réduisant leur distorsion de 20 k 
50 %. Cette distorsion est un facteur déterminant de là rupture locale du béton. 
Ainsi, l'état de contrainte tend k se rapprocher d'un état de pression hydrostatique 
et par conséquent la sécurité k la rupture locale du béton est plus importante que 
ne laisseraient supposer les valeurs des contraintes évaluées d'après un modèle 
élastique. 
4.2 Précontrainte et température (figure 8) 
Ce cas de charge conduit k des fortes contraintes autour des cavités des 
turbines ainsi que du réacteur lorsque l'analyse est basée sur un modèle élastique. 
Les valeurs extrêmes de celles-ci (250 kg/cm2) sont réduites, du fait de la non-li-
néarité de 15 k 25 "A notamment sur tout le pourtour de la cavité du réacteur. 
Les remarques précédentes restent valables. 
4.3 Précontrainte température et pression 
Sous la pression de service, le caisson est faiblement sollicité et l'est 
de façon très homogène. La figure 9 montre les tensions principales dans le fût pour 
le cas de charge de la marche normale du réacteur. 
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5. Comportement du fût soumis k une pression intérieure croissante 
Une analyse du comportement non­linéaire du fût soumis k une pression 
croissante k l'intérieur des cavités du réacteur et des turbines a été effectuée. Il 
a été admis d'autre part que les charges dues k la précontrainte et aux effets ther­
miques restaient inchangées. 
La figure 10 montre les résultats de cette analyse. Les premières fissures 
apparaissent simultanément, k l'extérieur du caisson et autour de la cavité des 
turbines, sous une charge égale k deux fois la pression de calcul. Pour une pression 
de 2,5 fois la pression de calcul, la fissuration s'est propagée dans toute la zone 
séparant les cavités du réacteur et des machines, mais sans rompre l'équilibre 
statique de la section. 
Nous avons d'autre part essayé de donner,sur la figure 11, une représentation 
graphique du mode de travail de la structure ainsi que du taux de sollicitation des 
différents éléments. La longueur des vecteurs attachés au centre de gravité des 
éléments symbolise le taux de contrainte auquel est soumis chaque élément sous cette 
pression. Ce taux est le coefficient d'homothétie qui transforme le point représenta­
tif de l'état de contrainte d'un élément en un point de la surface de rupture. 
Notons enfin que la définition du coefficient de sécurité est fonction des 
dangers contre lesquels on veut se prémunir et parmi ceux­là notons l'instabilité 
générale de la structure, la perte d'étanchéité, l'impossibilité de réutiliser le 
caisson après un accident^­ Si nous prenons comme critère l'importance de la fissura­
tion qui intervient dans la définition des dangers cités ci­dessus, nous dirons au vu 
de ces résultats que le coefficient de sécurité de la section du fût face à la pression 
et rapporté k la pression de calcul, se situe entre 2 et 2,5. 
6. Conclusion 
Cette anulyse a permi de montrer l'influence de la prise en compte de la 
non­linéarité instantanée du béton dans le calcul des contraintes d "une structure 
précontrainte massive. Dans le cas particulier examiné d'un caisson de réacteur, 
on α noté une réduction des contraintes, dans les éléments les plus sollicités, de 
l'ordre de 10 k 20 %% et une réduction de leur distorsion de 20 k 50 #, cette dernière 
étant un facteur déterminant du critère de leur rupture. 
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Notons d'autre part que la présence de cavités dans les parois du caisson 
conduit k des concentrations de contraintes. Cependant en raison du comportement 
non­linéaire du béton, ces concentrations ne sont pas aussi défavorables que ne 
le laisserait supposer l'analyse élastique. 
Enfin, cette analyse montre qu'il est possible de suivre le comportement 
de la structure pour une augmentation rapide de la pression intérieure, jusqu'à 
des valeurs très importantes, permettant ainsi de déterminer un coefficient de 
sécurité k la rupture. 
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging 
19. 11. 1969 
(no. 23, 24, 25, 26a) 
HUERGO - Soc, de Traction et d'Electricité; Monsieur le 
Professeur Zienkiewicz a présenté un modèle rhéologique 
pour le béton gui consiste enl'accouplement en série de 
n corps de Kelvin. Les paramètres caractéristiques varient 
avec la température. 
Je voudrais savoir: 
1. Quelle est la méthode suivie pour déterminer ces paramètres? 
Notamment la viscosité structurale. 
2. Est-ce que l'évolution de cette viscosité suit la loi 
rhéologique d'Ostwald? 
Prof. ZIENKIEWICZ - University of Wales: The answer to this 
question is difficult. Some early experiments by England and 
Ross show an effective viscosity variation which is inversely 
proportional to temperature in centigrade over quite a wide 
range. More experimental data are needed here urgently. 
WASSENAAR - N.V. Gemeenschapp: I would like to make some 
remarks, when comparing concrete pressure vessels with 
steel vessels. Reactor pressure vessels in steel are nor-
mally designed and fabricated according to the well-known 
ASME-code, section 3 (nuclear vessels). These codes require 
steady state analysis and calculations, a study of the tran-
sients and a very extensive quality control programme. Well-
known are the welding procedure qualification tests and the 
welders performance tests. Now I wonder in which way the 
manufacturers of prestressed concrete pressure vessels make 
sure that they really get in practice the quality of their 
product in accordance with their specifications, or don't they 
have any specifications? Secondly, are there really good 
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methods to follow and assure quality control during the 
fabricational work, others than the well-known testing 
of cubicais after 28 days? I know that it is a very costly 
operation to remove a faulty concrete layer, especially 
after those 23 days. Will anybody try to explain that the 
deviation from the specification is not worth while talking 
about. Thirdly, I would like to remark that much attention 
is paid to periodical inspection. The authorities ask for 
inside inspection and inspection on the outer side as well 
every two, four or eight years as far as steel vessels are 
concerned. Will the arguments taken from laboratory experi-
ments be good enough to convince the authorities that after 
a ten years operational period the vessel is still as well 
as a new one. I am in this case especially thinking of 
fatigue and corrosion of the tendons and of the liners of 
the concrete pressure vessels. Maybe one of the English or 
French participants of the conference can give an answer to 
these questions. Thank you. 
MONNIER - TNO: Would anyone like to comment on this? 
DAVIDSON - UKAEA: I just take up as challenge of the last 
speaker and ask him to be good enough to read and study the 
enormous amount of material which has been published dealing 
with the very subjects which he is questioning. I don't think 
I need say any more on this subject. But I would like to ask 
Prof. Zienkiewicz a question, if I might. I was very interested 
in his description of a method of calculating a cracked struc-
ture and we have found from our experiments that a crack is 
of course incapable for transferring tension, but can certainly 
transfer very appreciable quantities of shear and this may have 
a significant effect on the structural behaviour. Could he say 
whether his method is capable of taking this fact into account. 
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Prof. ZIENKIEWICZ - University of Wales: The answer is 
in principle, yes. I say 'in principle' as in the analysis 
shown an increasing load was followed. Thus opening of the 
cracks which occurs prevents also the transmission of shear 
stresses in our opinion. 
However, on load reversal cracks can close and limited 
shear can be transmitted. Such materials are considered in 
computer programs developed by us for the field of rock mechanics 
(where sometimes initial laminations is also present), but so 
far have not been used in context of prestressed vessels. 
KINKEAD - Dragon Project: My comments are on Dr. Grieger's 
paper. I would like to know, if the details of the example, 
the thick-walled pipe junction including the full dimensions 
and stresses can be found in one of the 37 references (ï haven't 
had time to read through), or if not, where I could find those 
details. I think actually that the first figure did not corre-
spond in its terminology to the slide that was shown and in 
case anybody is getting confused about it I think there is a 
typographical error in the notations on that figure. With regard 
to Dr. Hussain Khan's contribution, I was extremely interested 
to see again a case of a pod wall vessel, being applied to a 
fast gas-cooled direct cycle reactor and I would like to know, 
(ï could not see from the slide the limiting concrete tempera-
tures in the turbine pod lining), what the thermal insulation 
is supposed to cope with in terms of maximum reactor outlet 
temperature on that design. 
HUSSAIN-KHAN - Bonnard & Gardel: The Swiss Federal Institute 
is planning to have an insulation in the turbine cavity also, 
and the temperature gradient is just 20 in the concrete. 
Prof. ZIENKIEWICZ - University of Wales: I was interested 
in the contribution of Dr. Brandes and some of the points 
he made in his conclusions, where he showed certain essential 
developments. One of these concerns the jomputational diffi-
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cultie experienced with large (Boolean) matrices. While 
some present systems still use this outdated procedure much 
simpler processes of direct assembly and direct solutions 
are used in modern computer systems (such as FESS and FINESSE 
developed at the Speaker's Institution) Iterative solution 
methods are in general less economical. 
The second point concerns possible use of Laplace 
transforms in creep solutions. For certain simple cases of 
linear visco-elasticity of homogeneous structures great 
computer savings can thus be achieved by even a single quasi-
elastic solution. This is described in my Finite Element text 
(The Finite Element Method. McGraw-Hill I967). 
Nevertheless, the usual complexity introduced by non-
homogenuity and non-linearities present due to variation of 
creep properties with temperature necessitate often the 
tedious and costly step by step procedure. 
BRANDES - BAM: Wir versuchen, mit Laplace-Transformationen 
Vereinfachungen zu erreichen für den Fall, daß der ganze Be-
hälter in einem Zug betoniert wird; andernfalls wird die Sache 
relativ schwierig. 
Die Monte-Carlo-Methode für die Inversion von Matrizen 
ist zwar schon länger bekannt, bisher aber noch nicht in dem 
zuvor erwähnten Rahmen angewendet worden. In den meisten Fäl-
len wird diese Methode auch zu viel Rechenzeit verlangen. 
Sie werden aber sicher Fälle finden, in denen die Monte-Carlo-
Methode zur zeilenweisen Matrizeninversion billiger und 
schneller ist als die üblichen Iterations-Methoden. Die Ver-
wendbarkeit dieser Methode hängt auch von dem verfügbaren 
Computer und dessen Betriebs-System ab. 
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Introduction à la 6e section du 20.11.69 
P. Fernet, Euratom.- Je voudrais introduire le président de notre 
séance de ce matin, qui est le Mr. Walker, Conseiller technique à 
la Darlington Chemicals, qui a bien voulu accepter de présider nos 
travaux de la 6e section. 
Mr. Walker, Darlington Chemicals - Chairman.-
Gentlemen, 
I would first welcome you to this sixth session. My remarks will be 
very brief because we must do everything possible to adhere strictly 
to the timetable and there is a very full programme ahead of us. 
Thermal insulation is a very important subject and the morning ses-
sion deals with its fundamental aspects. There are five papers 
listed for presentation in this session, but in addition we wish to 
present a paper submitted by Mr. Aranovitch and others of the Ispra 
Research Establishment. No preprints of this paper are available 
because this work at Ispra is so recent that they did not think 
they would have sufficient information to put together a paper in 
time for the conference. The paper outlines the facilities which 
have been or are being developed at Ispra for research into funda-
mental aspects of insulation. It is therefore particularly appro-
priate to this conference and we are grateful to Mr. Aranovitch 
who will be presenting the paper. The Ispra submission will follow 
paper n° 31· We have also a request from M. Lecusan of Quartz-et-
Silice who asked to make a contribution or communication. It is 
proposed that he should have five minutes also after the paper by 
Dr. Furber. Mr. Hutton of Delaney Gallay has also asked to have 
the opportunity to present some information on the insulation 
problems at Hinkley Point. It may be convenient for him to fol-
low M. Lecusan and speak for five minutes. There will then 
be a period of about twenty minutes for discussion of the morning 
session papers. After the discussion it is proposed to present a 
film on natural convection in fibrous insulants prepared and sub-
mitted by Soc. Bertin & Cie. This is a silent film but a commen-
tary will be given by M. Pirovano who is also presenting the first 
paper of this morning session. 
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ECHANGES DE CHALEUR PAR CONVECTION NATURELLE 
EN MILIEU POREUX 
R. GROSSIN, M. JANNOT 
P. MICHEAU, A. PIROVANO 
Société Bertin et Cie, Paris 
S. KLARSFELD 
Compagnie de Sain-Gobain., Paris 
N° 27 
-822 
La technique actuelle des caissons en béton précontraint nécessite 
l'utilisation d'une isolation thermique. Celles utilisées actuelle-
ment sont toutes des railleur hétérogènes : isolants à struoture 
désordonnée (béton de ponce, matériaux pulvérulents), isolants cellu-
laires métalliques, isolants fibreux (fibres minérales ou métalliques)· 
Placé à l'intérieur du caisson du réacteur, l'isolant thermique est, 
en général, baigné par le fluide caloporteur. La densité élevée de 
ce fluide peut rendre les phénomènes de convection naturelle intenses, 
et prépondérants dans la transmission de la chaleur à travers la 
structure calorifuge. 
Le transport de chaleur par convection naturelle dans un isolant 
métallique cellulaire résulte de la superposition de mouvements dans 
chaque cellule et d'un mouvement global dans l'ensemble du calorifuge 
qui peut, pour ce mouvement global, ótre assimilé à un milieu poreux 
homogène si ses dimensions sont grandes devant celles des cellules 
élémentaires · 1 . Il en est de même des calorifuges à struoture poreuse 
ou fibreuse, subdivisés ou non en cellules élémentaires, non étanches, 
par des cloisons métalliques. 
La connaissance du transfert de chaleur associé à la convection 
naturelle d'un fluide dans un milieu poreux homogène est dono 
essentielle pour concevoir des isolants à hautes performances, 
L'EURATOM a confié, en Janvier 1967, à la Société BERTIN et Cis 
et à la Compagnie de SAINT-GOBAIN, une étude générale de ce phénomène 
mal connu· 
La recherche entreprise oomporte trois parties : 
- une étude théorique j 
- une vérification expérimentale par. des méthodee optiques sur un 
milieu poreux constitué de laine de verre et d'un liquide organique j 
- une vérification finale par des mesures thermiques dans des condi-
tions d'expérience proches de celles rencontrées dans les réacteurs. 
Les résultats des deux premières parties, déjà présentés en Novembre 
1967 ¡2 et en Octobre 1968 [3] , sont brièvement rappelés ici. La 
troisième partie fait l'objet de cette communication a la fin de 
laquelle on présente la synthèse des résultats obtenus. 
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RAPPEL THEORIQUE 
On étudie la convection naturelle dans un milieu poreux, constitua d'une 
matrice solide homogène baignée par un fluide interstitiel, contenu dans 
une cellule parallélépipédique étanche dont deux faces verticales 
parallèles sont portées à des températures différentes T et T_ 
(T. ^ > T-.), La distance entre ces faces est l'épaisseur d, celle entre 
les parois horieontales, isolées thermiquement, la hauteur 1.. La 
profondeur c est considérée comme infinie. Le problème à traiter est 
bidimensionnel. 
On veut déterminer les champs de vitesse et de température dans ce 
milieu et la conductibilité apparente moyenne ^ de la cellule : 
S, 
A = 
a T -T 11 0 
(1) 
q étant le flux de chaleur moyen qui traverse les parois isothermes 
par unité de surface. 
Compte tenu d'hypothèses qui peuvent être vérifiéos expérimentalement 
ou par le calcul (écoulement suivant la loi de Darcy, égalité des 
températures moyennes au voisinage d'un point du solide et du fluide, 
etc.), la conservation år ¡a ruasse, de la quantité de mouvement 
et de l'énergie dans un volume élémentaire impose que : 
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χ ι xy 
k k yx yy 
C»/'» CP 
t porosité et perméabilité tensorielle de la 
matrice solide, 
: masse spécifique, viscosité dynamique et chaleur 
spécifique du fluide interstitiel, 
p, u, v : pression et composantes de la vitesse du fluide 
interstitiel au voisinage d'un point, 
S t accélération de la pesanteur, 
χ » y 
: conductibilité thermique, supposée isotrope, de 
la matrice solide en présence de fluide inters­
titiel immobile, 
t coordonnées suivant deux axes, vertical et hori­
sontal ayant leurs origines au sommet de la paroi 
froide (T0). 
Γη supposant que la masse spécifique du fluide varie suivant la loi 
fist (■ . (1 «yb(T ­ T­))#que ses autres caractéristiques sont oonstantes 
et que la perméabilité du solide est isotrope, on constate, en rendant 
adimensionnelles les équations du système (2), que les seuls paramètres 
intervenant sont un nombre de Rayleigh de filtration Ra* et un facteur 
de forme A. 'n rendant adimensionnelles les conditions aux limites, 
on introduit un nombre de Nusselt Nu lié à la densité de flux de 
ohaleur à la paroi froide. 
Un programme de oalcul a été mis au point pour résoudre numériquement 
le système (2), aussi bien dans le cas milieu isotrope­fluide à carac­
téristiques constantes que dans le cas général. Il permet, dans un 
domaine de fonctionnement donné, de calculer les composantes de la 
vitesse de fluide et de la température moyenne du milieu poreux en 
chaque point. Il est aisé de déduire de ces résultats les composantes 
du gradient thermique en chaque point, ainsi que les valeurs de la 
densité de flux de chaleur locale a et moyenne q à une paroi verticale. 
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Pour ordonner les résultats de nombreux calculs effectués pour un large 
éventail de variation des différentes variables (l, d, Κ, Λ, T., Tfì, 
nature du fluide) on a choisi dé caractériser chaque cas par le nombre 
de Rayleigh de' filtration Ra* : 
g. / i .e 2 . (^  ­ τ 0 ) . Κ . d Ra* = — I 1 " Pr (3) 
d Λ2 
l'allongement A j 
A = ­i­ (4), 
d 
et le nombre de Nusselt Nu, : 
d 
q . d v 
Nu, = = 4f (5) 
d (*, ­ τ0). Λ λ 
β est le coefficient de dilatation cubique du fluide et Pr = /—^—■£­
λ 
L'examen des résultats de calcul montre 1'existence possible de deux 
régimes d'écoulement conv^ctif Ï 
­ un régime dit "asymptotiqcD" où les isothermes sont parallèles aux 
parois chaude (T.) et froide (τ_) et où le transfert de chaleur se 
calcule simplement par la loi de Fourrier, bien que le fluide soit en 
mouvement ; 
­ un régime dit "à couches limites séparées" où le mouvement du fluide 
provoque une augmentation notable du transfert de chaleur en même temps 
que l'apparition de couches limites thermiques et dynamiques localisées 
au voisinage des parois. 
EXPERIENCES OPTIQUES 
De nombreuses expériences ont été effectuées sur des cellules emplies 
d'un milieu poreux const j. tué de laine de verre et d'un liquide organi­
que de même indice de réfraction. Ce procédé, qui a l'avantage do 
rendre le milieu transparent, a permis de vérifier la validité des 
profila de vitesse, de température et de gradient thermique calculés 
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pour les deux régimes d'écoulement. Des exemples de comparaison ont 
été présentés, en 1968, au colloque sur les réacteurs poussés et à 
haute température refroidis par un gaz |3] · 
Ce type d'expérience, préoieux pour vérifier l'allure générale de 
l'écoulement, n'a pas permis d'effectuer des mesures précises à la 
paroi ni d'atteindre le transfert de chaleur global è travers la 
oellule. Pour cette raison, une deuxième série d'expériences a été 
entreprise dans des conditions différentes. 
FXFERIEïïCES THERMIQUES 
Dans la deuxième série d'expériences, réalisée dans des conditions 
voisines de celles rencontrées dans les réacteurs, trois grandeurs 
ont fait l'objet de .esures qui ont été comparées aux résultats des 
calculs numériques : 
­ la densité de flux de chaleur locale q à la paroi froide, 
­ le transfert global de chaleur caractérisé par une conductibilité 
thermique apparente moyenne λ , 
­ les températures locales T dans le milieu. 
Dispositif expérimental 
La cellule d'expérience, représentée schématiquement sur la figure 1, 
a les dimensions suivantes t 
1 = 0,48 m i c = 0,40 m ; 0,02.¿d4o,15 m 
Les densités de flux de chaleur locales sont mesurées a, l'aide de 
11 fluxmètres placés dans la paroi froide : leurs sensibilités et 
leurs espacements ont été choisis à partir de l'évolution calculée 
de la densité de flux en fonction de l'altitude. 
Le transfert global de ohaleur est calculé par sommation des flux 
élémentaires relatifs aux sones comprises autour de chacun des flux­
mètres. On obtient î 
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Q » 1 . o . q « Σ Ι «L­ .c ,Δχ (6) 
1 Τ. χ 
avec χ 
α j densité de flux locale mesurée par le flujmètre i 
Δ χ s hauteur de cellule intéressée par le f luxmetro i 
On a vérifié que la substition d'une somme de valeurs discrètes à 
l'intégrale de la densité de flux se traduit par une erreur par 
défaut inférieure à 8 ^ , 
La températurejlu milieu poreux est mesurée localement par 63 thermo­
couples en chromel­alumel de diamètre 0,3 mm. La oellule contient, 
dans le sens de 1*épaisseur 8 matelas de laine de verre d'égale épais* 
seur entre lesquels ces thermocouples sont plaoée de telle façon que, 
de part et d'autre de la jonction, les fils se trouvent dans une sone 
ieotheime. 5n outre, des thermocouples, inserrés entre le milieu poreux 
et les parois horisontales supérieure et inférieure, permettent de 
définir, pour chaque expérienoe, les conditions limites exactes sur 
ces parois. 
Résultats 
De nombreuses expériences ont été réalisées sur des oellules dont les 
faces isothermes ont pris différentes orientations par rapport à la 
direction du champ de la pesanteur. L'ensemble des résultats sera 
présenté dans le compte­rendu final de l'étude qui sera remis pro­
chainement a EURATOM ; on se limite, ici, a ceux relatifs aux cellules 
verticales. Pour celles­ol, le domaine exploré est le suivant t 
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Milieu poreux 
Matrice solide : laine de verre 
Fluide intersticiel : Air,He ou CO, 
Allongement de la cellule 
Conditions limites 
0,97/£40,99 
ο^.ιο"" 1 0^^ 0' 8 5· 1 0"" 8 
0,20.10~10/ k /ϋ,ΟΟ.10"8 
^ yy ^ 
1 / ρ ^ 4 4 bars 
5 <A ζ2Α 
9 < T 0 < 1 8 ° C 
36<T1 /295° C 
Ces expériences confirment l'existence des deux régimes d'écoulement : 
"asymptotique*· et "à couches limites séparées". 
Les valeurs mesurées de la densité de flux de chaleur locale q à la 
paroi froide sont voisines de celles calculées (figures 2 et 3). ^n 
régime asymptotteque (figure 2), la densité de flux est constante sur 
toute la hauteur de la cellule ; en régime à couches limites séparées, 
elle décroît du haut vers le bas de la paroi froide. Les irrégularités 
des courbes expérimentales sont dues à des hétérogénéités locales 
de la laine de verre. 
A titre d'exemple, le flux global calculé p&r intégration des courbes 
de densité de flux est de : 
14,8 Watts pour la courbe expérimentale 
17,7 Watts pour la courbe calculée 
oe qui représente une différence relative de 16 cß>. 
Le programme de résolution numérique des équations permet d'obtenir 
la température du milieu poreux au centre de chacune des 400 mailles 
de calcul. Les thermocouples inclus dans la laine de verre fournissent 
une carte de températures discrètes comportant 80 mailles. A partir 
de ces deux tableaux de valeurs, les zones isothermes sont tracées 
par un programme d'interpolation. Sur les cartes obtenues (figure 4), 
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chaque zone caractérisée par un chiffre correspond à un intervalle de 
température : 
Zone 1 TQ + 0,05. (T 
Zone 3 T. + 0,25. (T 
Zone 5 TQ + 0,45. (T 
Zone 7 TQ + 0,65. (T 
Zone 9 TQ + 0,85. (T 
τ0) ( T ( T Q + 0,15. (T 
V ( T (To + 0' 3 5· (T 
T0) < Τ / Τ 0 + 0,55. (T 
τ0) { T ■( T0 + 0,75. (T 




Sur la figure 4, la comparaison, présentée sous cette forme, des cartes 
expérimentales et théoriques pour une série d'expériences passant 
progressivement du régime asymptotique au régime à couches limites 
totalement séparées, montre que la concordance est tout à fait satis­
faisante. 
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SJpnmPSSE JDICS RESULTATS 
Les résultats des expériences optiques et thermiques et ceux des 
calculs numériques forment un ensemble oohérent. La validité du modèle 
mathém tique étant ainsi vérifiée, on peut, pour un cas d'application 
donné, où de nombreuses conditions (l , T., TQ, nature et pression du 
fluide)sont fixées, calculer à l'aide du programme de résolution numé-
rique, la quantité de chaleur globale qui traverse la calorifuge et 
la loi de variation de la densité de flux à la paroi froide en fonction 
de l'altitude, en prenant comme paramètres la perméabilité K du 
matériau à utiliser et l'épaisseur d du calorifuge. 
Il est cependant intéressant de pouvoir, plus rapidement, pour une 
pré-étude, estimer le comportement d'une isolation donnée. Dans ce but, 
l'ensemble des résultats expérimentaux et des calculs numériques a été 
rassemblé en une formulation simple qui permet des prévisions approchées. 
Matrice Bolide isotrope, fluide è propriétés physiques constantes 
Nous avons vu que, dans ces conditions, le transfert de chaleur, carac-
térisé prr un nombre de Nusselt, ne dépend que de deux paramètres : 
le nombre de Rayleigh de filtration et l'allongement de la cellule. Il 
peut être calculé p?r les expressions suivantes t 
Nud = 0,55. (Ra*d / A)0»5, th (0,575.A) (7) 
si 0,55. (Ra*d / A ) 0 ' 5 , th (0,575.A)> 1 
Nu. = 1 d (8) 
si 0,55. (Ra* / A ) 0 ' 5 , th (0,575.A) / l 
La relation (s) correspond au régime asymptotique, la relation (7) au 
régime à oouches limites séparées. Le terme th (0,575.A) qui figure 
dans cette ralation est égal à 1 (à moins de 1 % près) pour A \ 3.5. 
Il n'a d'influence significative que pour les petits allongements. 
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Le domaine exploré à l'aide du programme de oalcul pour établir les 
relations (7) et (8) est le suivant t 
0,125 < A <100 
10"1/Ra* / 1 0 5 
Dans ce même domaine, la loi de variation, en fonction de l'altitude, 
de la densité de flux de chaleur è la paroi froide est donnée par les 
relations suivantes : 
0^ = 5,5. A- (*! - V Ra* / A d 
-log (1-x/l) 
0,5 
. (1 - a/1) (9) 
si l'écoulement est à couches limites séparées, 
A · (T1 - To> (10) 
si l'écoulement est asymptotique. 
La relation (9), valable pour A]> 3,5, s'applique aux allongements 
plus faibles en l'affectant du facteur correctif th (0,575.A). 
Matrice_solide anisotrope,, fluide à propriétés physiques variables^ 
Ce cas est beaucoup plus réaliste que le précédent : en effet, les 
matériaux fibreux présentent généralement des perméabilités différentes 
dans le sens correspondant à leur plan de fibrage et dans le sens 
perpendiculaire à ce plan ; le fluide dont la température varie de 
T à Tn ne peut plus être considéré comme ayant des propriétés physiques 
oonstantes dès que cet écart atteint quelques dizaines de degrés. 
Si les perméabilités k et k ne diffèrent pas de plus d'un facteur 
xx yy 
3, environ, les relations (7), (δ), (9), et (10) rendent encore bien 
compte du transfert de chaleur, à condition de calculer Ra*, avec la 
perméabilité k et les caractéristiques du milieu à la température T 
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(comprise entre T. et TQ) qui rend le produit > 
/ò' Ù <* mintosi 
Dans ces conditions, le nombre de Nusselt a la signification 
suivante : 
u*àa — * (") 
Lee expériences thermiques réalisées avec une matrice solide constituée 
de laine de verre dont le plan de fibrage est parallèle aux faces 
isothermes correspondent à ce cas : le rapport entre les perméabilités 
mesurées dans le sens parallèle au plan de fibrage et dans le sens 
perpendiculaire varie de 1,05 à 2,3, l'écart de température T. - T-
varie de 25 à 300° C. La figure 5 montre la dispersion des pointe 
expérimentaux (interprétés aveo les conventions énoncées ci-dessus) 
autour de la oourbe oorrespondant aux expressions (7) et (8). 
Il est vraisemblable que les relations établies s'appliquent encore, 
à condition de calculer les nombres de Rayleigh et de Nusselt comme' 
on l'a indiqué ci-dessus, à des matériaux plus fortement anisotropes 
sous réserve que l'allongement soit suffisamment grand pour que les 
effets de bouts soient négligeables, 
APPLICATION PRATIQUE 
La prévision des performances d'une isolation thermique poreuse, à 
partir des relations établies dans cette étude, nécessite, en plus des 
données du problème k étudier, la connaissance des perméabilités 
k et k «t de la conductibilité thermique I de la matrice solide xx yy t n 
baignée de fluide interstitiel sans mouvement. 
Des experiences très simples permettent de mesurer les perméabilités 
dans lee deux directions. 
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Le transfert de chaleur à travers un matériau poreux, résulte en 
l'absence de convection, de la oonduction et du rayonnement infra­
rouge à travers l'ensemble solide et fluide. 
On peut montrer que ce transfert s'exprime simplement à l'aide d'une 
conductibilité ^ qui comprend à la foie conduction et rayonnement, 
à oondition que l'épaisseur du calorifuge soit nettement supérieure 
à la profondeur de pénétration du rayonnement infra­rouge ; celle­oi, 
inverse du coefficient d'absorption, n'est pas supérieure au millimètre 
pour la plupart des produits courants. 
La valeur de ^ (τ) peut être représentée à l'aide d'une relation 
approchée qui a l'avantage de mettre en évidence les paramètres 
importants s 
λ(τ) = £.Af +7. (1 ­£).Aa+B. *L (12) 
où : 
A,, : est la conductibilité propre du fluide, 
^ : celle du solide, 
Ça : la masse volumique apparente de la matrice solide. 
Selon que la chaleur s'écoule parallèlement'ou perpendiculairement 
au plan de fibrage, le schéma de conduction est plus proche du modèle 
parallèle ou du modèle série. C'est ce que traduit la quantité 00 
qui prend approximativement les valeurs suivantes : 
λ ^ ~> η ~ 0,5 Κ —» η ^ 1 
En toute rigueur, la terme^ dépend de nombreux faoteurs tels que j 
nature du fibrage, contraintes mécaniques, ensimage, etc 
Compte­tenu de cette schématisation, quelques mesures de Λ (τ) 
permettent de définir la valeur de la constante B pour un produit 
donné et de calculer alors p^  (τ) de oe produit pour n'importe quelles 
conditions de température et de densité apparente. 
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CONCLUSION 
L'étude effectuée a permis d'établir une théorie très complète des 
écoulements de convection naturelle et des transferts de chaleur dans 
les milieux poreux. 
Certaines méthodes de mesure mises au point par la Société BEPTIN et 
Cie et la Compagnie de SAINT-GOBAIN peuvent s'appliquer à d'autres 
recherches. 
Dans un réacteur, le calorifuge est soumis à des conditions aux 
limites bien définies sur sa face en contact avec la peau d'étanchéité 
(paroi isotherme étanche) mais plus complexes sur sa face en contact 
avec le fluide caloporteur (paroi non étanche, fluide en mouvement). 
Pour sérier les difficultés, nous avons étudié, dans une première 
étape, la convection naturelle dans un milieu poreux contenu dans une 
cellule étanche. 
La Société BERTIN et Cie va entreprendre maintenant l'étude de l'in-
teraction dans un calorifuge des mouvements de fluide dus à la convec-
tion naturelle et de ceux résultant de l'écoulement du fluide calo-
porteur devant la face chaude perméable. Elle dispose en outre d'une 
installation d'essais permettant de tester, à grande échelle, des 
isolations thermiques avec écoule rient forcé du fluide caloporteur ; 
cette installation est décrite dans une des communications suivantes. 
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f i g u r e 2 . Evolution de la densité de flux locale en 
fonction de l'altitude ( régime asymptotique) 
f i g u r e 3 . Evolution de la densité de flux locale en 
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The use of concrete pressure vessels for gas-cooled reactor systems has 
demanded the development of thermal insulation systems capable of work-
ing in high pressure gas environments. Given the chemical and metallur-
gical restrictions placed on coolant circuit contamination by the use of 
magnox clad fuel, it has been British practice, to date, to use insula-
tion systems of the stainless steel foil type. 
With the advent, however, of the AGR (Ref 1) and HTR reactor systems, 
the fuel cladding used therein has so changed coolant circuit contamina-
tion requirements, that it has now become possible to consider many 
other insulants, previously considered unsuitable, in an endeavour to 
produce a cheaper and more satisfactory thermal insulation. 
The majority of the materials suitable for use as insulants in the AGR 
and HTR systems are porous, of a fibrous or granular structure through 
which gas movement can occur. It is to be expected that, in high 
pressure gas systems, if any movement of gas within the insulation 
takes place, (movement that need only be of the order of a few metres 
per hour), then a deterioration of thermal performance and the possible 
generation of hot spots on the inner steel lining of the vessel will 
result. As main contractors for the Oldbury Power Station (Ref 2), 
The Nuclear Power Group Limited had studied the effects of gas movement 
through insulation of the stainless steel foil type (Ref ~5, 4 and 5). The 
flow characteristics of the feasible materials for AGR and HTR systems 
are, however, so different from those of the foil type insulation, that 
radically different behaviour under natural or forced convection condi-
tions can occur. (Ref 6, 7 and 8). 
With these considerations in mind, The Nuclear Power Group Limited 
instituted a programme of work, in order to establish the thermal 
performance of isotropic, or near isotropic insulants, in high pressure 
gas systems. 
This work forms the basis of the present paper. 
It will be realised that many factors must be considered in the choice 
of the insulant to be used in a reactor environment. This paper is 
limited to the thermal performance of isotropic insulation alone and 
does not attempt to recommend the use of any particular material. 
Nomenclature 
A Constant defined in Section 3.5 
B Permeability 
C Sutherland's constant (equation 4.6) 
Cp Specific heat of gas 
d Equivalent diameter of a flow passage within the fibres 
D pack thickness 
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f friction factor 
F non-dimensional parameter (equation 5·3 and the Appendix) 
g acceleration due to gravity 
H pack height 
j n nth root of J, ι-, (z) = o (equation 5.9) 
k thermal conductivity of a porous body with no overall gas 
movement through the body 
*> length over which pressure drop is Δ ρ 
ρ pressure 
Ρ non-dimensional pressure 
R gas constant 
Τ temperature 
T, hot face temperature 
Τ cold face temperature 
ΔΤ temperature difference across the pack (T^ - Tc) 
u interstitial gas velocity 
ν the mean gas velocity in a porous solid 
V non-dimensional velocity 
χ horizontal co-ordinate 
X non-dimensional horizontal co-ordinate 
y vertical co-ordinate 
Y non-dimensional vertical co-ordinate 
Nu Nusselt number (equation 5-2) 
Nu mean Nusselt number over the cold face of the pack 
Ra Rayleigh number 
Re Reynolds number 
­844­
o¿ see Appendix 
$ fibre diameter 
g porosity 
θ non­dimensional temperature 
u. viscosity 
ρ gas density 
Ρ fibre density 
a insulant density 
ψ stream function 
Subscripts 
x, y denote the components of vectors and tensors in the x, y 
direction 




The strength of the natural convection circulation or the influence of 
imposed pressure gradients within a cell of insulation is limited by 
the resistance to gas flow within the material. This resistance is 
generally referred to in terms of the permeability of the insulant 
which is defined in terms of Darcy's Law of laminar flow. The flow of 
gas through a porous solid, however, is affected by many parameters, 
such as pore size, gas velocity, the mean free path of gas· molecules 
within the solid etc. Various regimes may be defined in which the 
flow­pressure drop characteristics for the solid exhibit different 
relationships. It is important to ensure that the limits of these 
regimes are considered, particularly if permeability measurements are 
to be made at one condition for application at another. These regimes may 
summarised as follows : 
(a) Molecular effusion regime in which the intersolid spaces are 
small compared with the mean free path of the gas molecules. 
(b) Molecular streaming regime in which the intersolid spaces are 
small but the length of the path long, compared with the mean 
free path of the gas molecules. 
845 
(c) Slip flow regime a transition region between molecular stream­
ing and laminar flow where there is a finite molecular velocity 
along the pore walls and hence a larger flow would be calcu­
lated by Poiseuilles' Law for a given applied pressure differ­
ence. 
(d) Laminar flow regime in which the fluid flows without turbulence 
and the streamlines do not change with velocity> Darcy's Law 
applies to this regime. 
(e) 'inertia' flow regime in which the flow is still laminar, but 
the contribution to the pressure loss of inertia effects, due 
to fluid flowing around solid particles, is no longer small 
compared to the viscous drag effects. 
(f) Mixed flow regime in which the fluid flow is still laminar in 
some of the pores but has become tubulent in the larger pores. 
(g) Turbulent regime in which the fluid flow is turbulent in all 
the pores. 
The material and gas properties are such that conditions for the mole­­
cular flows, (a) to (c), do not arise since the mean free path of the 
gas molecules under both atmospheric and reactor conditions is small 
compared with the mean fibre spacing. The pressure loss flow charac­
teristics are therefore treated as a friction effect dependent on 
Reynold's number. For flow conditions that occur in present designs, 
the experimental work has shown Darcy's Law to be valid. 
Theoretical model of fibrous insulant 
The expression for the pressure loss in straight channels is adapted 
as the basis for a mathematical model to represent the flow of gas in 
a fibrous insulation pack (Ref 9)· In the model, the fibres are 
assumed to be parallel and evenly spaced with the gas f low tent, ai^ r. , 
their length. 
Hence ¿ _ ^ 
f/­0 
and ti — — 
ε 
The pressure drop per unit length of the insulant is given by 
and from analogy with laminar flow in pipes and from a study of the 
experimental data 
¿ ­ Afe' 
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From the above equations it follows that 
Δι> 2AMv(i-ef 
Ί ti 
Permeability is normally defined by Darcy's Law 
3.1 
Hence β fc ° 3.2 
ZA(l-ef 
This can be written, in terms of insulant density, as 
B = (fr-df „ 





3.3 Measurements of flow-pressure drop characteristics 
Several rigs have been used to measure the flow-pressure drop character-
istics of insulants and the main features are shown in Fig 1 (a). For 
atmospheric pressure rigs, measurements were made of inlet and outlet 
mass flows, to ensure that there was no rig leakage. Corrections were 
made where necessary for temperature variations. In order to ensure 
that the blanket sample was a perfect fit in the container, the mater-
ial was cut using a template to fit the dimensions of the rig; it was 
weighed and then compressed into position in the sample container. Bulk 
fibre was weighed to yield the requisite insulant density and then 
packed as uniformly as possible into the sample chamber. 
3.4 Experimental results 
Values of permeability as a function of insulant density and as a function 
of fibre diameter with a constant insulation density are shown in Figs 2(a) 
and 2(b) respectively whilst the values of A obtained for several 
insulants are shown in Table 1. 
All the tests mentioned above were carried out at atmospheric pressure. 
In order to establish that the values of permeability measured therein 
were relevant to reactor conditions, tests were carried out at elevated 
pressures. Typical results of permeability as a function of gas 
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3·5 Discussion of results 
From the results given in Fig 1(b), it can be seen that the permeability 
is largely independent of pressure. If, during the tests, flow condi-
tions applicable to the inertia, mixed flow or turbulent regimes had 
been established, then, since these regimes exhibit effects which are 
density dependent, the permeability as measured would have been depend-
ent upon gas pressure. As no such dependence is shown, the statement 
made earlier that, at reactor conditions Darcy's Law holds, is justi-
fied. 
In Fig 2(a), the permeability is plotted as a function of insulant den-
sity and in 2(b) of fibre diameter for a constant porosity. When the 
curves are fitted to an expression of the type given in equation 3·3* it 
is found that the exponent of density is very close to 2, (note that 
ff. » f°i ) and the exponent of fibre diameter is close to 2, indicating 
that the theoretical model given in section 3·2 is applicable to flow 
in the insulants under consideration. 
If, however, the model is exactly applicable then, from the pipe flow 
analogy, the constant A should be 16. As can be seen from Table 1 this 
is not so, and a variety of reasons for both the difference of A from 16, 
and variations in the value of A from sample to sample of the same mat-
erial, can be given. 
Firstly, the basis of the mathematical model is that all the fibres lie 
in the direction of the gas flow. Since the fibres are in fact randomly 
oriented, then cross flow conditions exist on many fibres, and it is not 
reasonable in these conditions to expect a value of 16 for A. This is 
noticeable in the values of A given for Triton, in which it can be seen 
that the value of A for flow normal to the blanket, a situation in which 
the bulk of the fibres are subjected to cross flow, is nearly twice that 
for flow parallel to the blanket. 
Furthermore, variations in insulant density of up to ±^>0% are possible 
from place to place in blanket rolls and in the packing of bulk material. 
This means that permeability tests may be carried out with two or more 
areas of widely differing permeability connected either in series or in 
parallel. With such variation, the measured permeability would differ 
quite significantly from that of a uniform sample having the same appar-
ent density. 
In calculating the mean hydraulic diameter, it is assumed that à is con-
stant at the mean value of the fibre diameter. However, many fibre sam-
ples contain quantities of unblown material which do not contribute to 
the reduction of the flow channel size required for low permeability but 
do contribute to the weight. The fibre diameter f is a mean figure based 
on sample microscopic measurements and manufacturer's data. Except in 
the case of drawn fibres which are of a fairly constant diameter, fibre 
diameter can vary even along the length of a single strand. This leads 
to some doubt as to the actual value to be taken for a 
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Finally, it should be noted that, in the measurement of permeability, 
a very small edge leakage path will increase the flow due to any applied 
pressure difference by a large order. For a material with Β = lO'^-Onf-, 
an edge leakage area of 1% of the total would reduce the apparent 
Β to 10~8m2. For these reasons, experimental values of Β and A are 
subject to considerable scatter even for a constant insulant density. 
4 Theoretical studies of heat transfer behaviour 
4.1 General equation 
The gas movement through a porous solid has been shown to obey Darcy's 
equation (3­1 ) under the conditions likely to arise in reactor opera­
tion. For flow under buoyancy forces in two or three dimensions, the 
equation may be generalised to 
B­jVf + f^« -^ΛΓ 4.1 
where Β is a second order tensor, and g is the gravity vector. Confin­
ing attention from now on to a two­dimensional vertical insulation pack 
in which y is the vertical co­ordinate and χ is the horizontal co­
ordinate (Fig 4), this equation can be written 
ß it _ _Λ1τ · Β ) * ÎH­ -A % 4.2 
In order to describe steady­state fluid flow, the continuity equation, 
namely, 
must be satisfied, in addition to the equations above. For all but 
extreme heat transfer processes in porous solids, having a large pore 
surface area per unit volume, the local temperatures of the gas and 
the solid matrix will be about the same. Under these conditions, the 
temperature distribution within the body is given by 
àH-v^h^-^M- 4.4 
Note that in this equation it is assumed that the thermal conductivity 
is isotropic. This is not true in general but throughout the work 
reported here, this condition is satisfied. 
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In addition to the above equations, the thermodynamic properties of 
the interstitial gas are required. It is assumed that the fluid 
follows the ideal gas law, that is 
/> = Up 4.5 
and that the variation of gas viscosity with temperature is given by 
Sutherland's equation, i.e. 
A* 
4.6 
In addition to the above equations, the temperature and pressure dis-
tribution within any system can only be determined if the boundary con-
ditions on the surface of the body are given. A particular geometrical 
configuration, namely a vertical pack of insulation (Fig 4) is con-
sidered in this report, and all subsequent theoretical and experimental 
work will refer to this situation. 
The conditions over the boundaries as depicted in Fig 4 are taken to 
be: 
(a) across the surface AB, the cold face of the pack, there is no 
flow of gas, and the temperature along the face is constant 
(b) across the ends of the pack, i.e. over BC and AD, there is 
neither flow of gas nor heat 
(c) over the surface CD, the hot face of the pack, a variety of 
boundary conditions are considered. Three sets of conditions 
have been investigated, described hereafter as the forced con-
vection case, the natural convection open hot face case and 
the natural convection closed hot face case. 
4.2 Forced convection case 
If a main stream of gas is flowing over the surface CD, in the y direc-
tion, the pressure distribution generated over the surface CD by this 
flow causes gas movement through the pack, entering the insulation in 
high pressure areas and leaving wherever the pressure is low. In the 
forced convection studies reported here, it is assumed that the pressure 
distribution over CD has a constant gradient, and further that there is 
no sealing feature over the surface; that is, the pressure at the 
surface, within the body, is the same as that existing in the main 
stream gas flow. It is further assumed that buoyancy forces are small 
and can be neglected. 
The thermal conditions over CD are, in a practical situation, extremely 
complicated, since with a hot main gas stream, the gas leaving the pack 
at the low pressure end tends to be colder than the main stream. A cold 
boundary layer then builds up on the porous surface of the body, pro-
tecting the insulation from the hot main gas stream. In order to attempt 
to simulate this effect, studies have been carried out with varying heat 
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transfer coefficients between the main stream gas and the insulation 
surface, and the results of these have been compared with calculations 
carried out with a constant temperature along the hot face, equal to 
that of the main stream. Although different temperature patterns at 
the cold end of the pack have been produced, the mean Nusselt number, 
and the conditions at the hot end of the pack have been found to be in­
sensitive to the introduction of the heat transfer coefficient. It is 
therefore assumed that over the face CD, there exists a constant temp­
erature equal to that of the main gas stream. 
4.3 Natural convection, open hot face case 
In this study, it is assumed that the hot face of the insulation is 
open, and that the pressure distribution over CD, just within the 
body, is the same as that existing in a static column of hot gas. 
The remarks made in section 4.2 concerning the thermal behaviour of 
the gas at the open hot face, apply equally in the present situation. 
Following the discussion given therein, it is again assumed that the 
temperature over the hot face is constant, and equal to that in the 
static column of gas. 
4.4 Natural convection closed hot face case 
In this study it is assumed that the face CD is completely sealed, and 
there is no gas flowing across the face. A constant temperature is 
taken to exist over the surface CD. 
4.5 Methods of solving the equations 
At TNPG Ltd, a computer programme (Ref 10) exists, based upon second 
order finite difference methods of treating elliptic partial differen­
tial equations, capable of solving the above equations. It has been found, 
however, that when convection effects within the porous body are large, 
the computer programme solution breaks down-
Theoretical studies with temperature independent gas properties have been 
carried out, and used to indicate trends in the heat transfer results out­
side the scope of the programme as it exists at the moment. Details of 
this theoretical work are not given, but the results of the various 
studies are included. 
5 Results of the theoretical studies 
The equations given in Section 4 may be put into non-dimensionalised 
form as in the Appendix. It is therein shown that 
For a forced convection case 
Να - Function [ F; P/H> A.T/TM ) c/\ ) Bj /Bj 5.1 
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heat out of the cold face when gas movement occurs 




Τ ­ Τ ^ Τ ' 2~ 
in which ( àj»/òy)&> denotes the constant pressure gradient along CD; 
a suffix m denotes the evaluation of the corresponding quantity at 
Τ ; and C is the constant appearing in Sutherlands equation. (Note 
that in the above both Cp and k are assumed to be independent of 
temperature) 
For natural convection cases 
Nu. = Fonctions/H. υ/*> ΔΤΑΜ, C/T M , y & J 5.4 
rio, CrfJZjZsàT 
where ^ = ΊΓΊΓΤ— 5"5 
5.1 Forced convection case 
Computer calculations have been carried out in the forced convection 
case for varying values of the aspect ratio H/D, together with By/Bx 
equal to unity and both AT/Tm and c/Tm equal to zero (from studies in 
the natural convection cases, it is assumed that the heat flow in the 
forced convection case will be insensitive to changes in C-/X,, and, for 
aspect ratios of interest in near isotropic reactor vessel insulation, 
to changes in By/Bx). The results show that variations of Nusselt 
number with varying H/D are small, and can be computed with fair accur­
acy from the theoretical formulae 5-6. 
The computer results for the mean Nusselt number as a function of F are 
given in Fig 5; the Nusselt number as a function of the 'length' F 
factor FH/y (see below for an amplification of this parameter, and also 
Ref 8 for a discussion of a similar parameter in the natural convection 
case) are given in Fig 7; and the variation with F of the maximum 
Nusselt number, arising at the top of the cold face, is given in Fig 9· 
In addition to the computer calculations, other theoretical studies have 
indicated that the mean Nusselt number over the cold face, for other than 
small values of F, is given by 
nV(l-i.41Ii/H) ^ 
5.6 Nu » Ι-/Λ1© +F1 i- -H l_3 ïïlZ_ τΐ 
·!Λ 
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which can also be written as 
Nu = 2(ΐ-Ι.»^Η)ϋ-Γ) + 2 Y"{¿n­ TTnu Ε Γ £ Μ } " 5­7 
where c*/ = 
1νβ·,1. 
Jl­1.4« 41I>/H 
This relationship is drawn in Fig 5 and shows good agreement with the 
computer results. 
The local Nusselt number is given by 
» nTTij «· η FU N­ l + íe"FH - # έ * Σ * ~ Ί 5·8 
*l=l,í­ J «­'Λ 
where y is the distance from the top of the cold face. It can be 
seen from this that Nu should correlate, for all y, with the parameter 
FH/y. This relationship is drawn in Fig J. 
As can be seen from equation 5.8^at y = o the maximum Nusselt number 
is infinite, and the theoretical formula breaks down at this point. 
5.2 Natural convection open hot face case 
The results of computer calculations for the open hot face case are 
given in Fig 6, Fig 8 and Fig 9· Thus the variation of mean Nusselt 
number with RaD/H is given in Fig 6; the variation of the Nusselt 
number with the height parameter (see Ref 8) RaD/y, where y is the 
distance from the top of the cold face, is given in Fig 8; and the 
variation of the maximum Nusselt number with RaD/H is given in Fig 9· 
The computer calculations indicate that the Nusselt number is insensi­
tive to changes in the values of C / T m and ßb/ß^ but vary significantly 
with ΔΤ/ΤΜ variations. To illustrate this variation with Δτ/IJte the 
above figures contain two curves,the parameters for which are 
ΔΤ/Χ * O ; C / T W ­ ­ Û ; %/8K- I ; H/D ­ 20 
and 
Δ­τ/χ, ­ / ; C / T ^ = o ^ 3 ; «y/Ç,« I; H / b ­ 2o 
Again variations of Nusselt with H/D are small and can be computed from 
the formulae 5­9 
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In addition to the computer work, other theoretical studies have indi­
cated that, in the open hot face case, for 
AT/T*,­ <=> ; c / " U ­ o ; β^/Βκ­ I 
. _ 4 ftouT>/H 
Nu = Ι ­ /·οββ + ± fa£ \ i L. 
Η ¿ir«­ Η ^ £ 
♦»•1,2. 
5­9 
where J^ is the nth root of J^Cz)« O (a good approximation for jf 
is j = (rfx— _L)ïï)· An asymptotic form for Nu is 
v7 Tr Η 4 
5.10 
The variation of the mean Nusselt number with RaD/H as predicted by the 
above formulae, is shown in Fig 6 and demonstrated to be in reasonable 
agreement with the computer results. 
The analytical variation of Nu with RaD/y is given by 
" _3ö 
Nu­ | + 3 ^ e ^ 2 1 
χ­/,» 
5.11 
and is shown in Fig 8 to be in good agreement with the computer results. 
Again, at y = o the Nusselt number becomes infinite, and the theory 
breaks down. 
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5.3 Natural convection closed hot face case 
An analytical model for the closed hot face case has now been derived. 
For ΛΤ/Τ^­Ο; ε,/γ^­ο; 6 /4 κ* I the formula for ÑÜ is: 
F t . i-crol» + i A i s V i ( ­ ^ e 
Η ¿π2 
where again / is the η root of ♦*», ^ x) s 
An asymptotic form for Nu. is: 








22 (x) '4[^ ­ B î ] 
The value of 0.46 deduced above, is in fair agreement with a value of 
0.5 given in Ref 8. The analytical variation of Αία with fab/y is given by 
Ν tri 1 + (> - ss 
RaT>/H 
The variation of Ν« with &LD/HÌS shown in the accompanying Fig 6 and 
the variation of No. with Ral^y in Fig #. 
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6 Heat transfer experimental work 
Of the large number of rigs required to substantiate the insulation 
thermal performance, only those designed to resolve the natural convec-
tion and surface pressure gradients' effects will be described. 
6.1 Details of test vessel for natural convection 
Annular specimens of basic materials and prototype wall insulation have 
been tested in carbon dioxide and helium in the rig shown in Fig 10 at 
hot face temperatures up to 650°C and at gas pressures up to 40 bar. 
The specimens were assembled onto a mild steel liner 12.25 mm thick 
mounted concentrically within the pressure vessel.. The annular space 
between the liner and the pressure vessel was filled with fine grain 
sand of known conductivity and silicone rubber seals, spaced 305 mm 
apart, were introduced because at the time (i960) the factors influ-
encing convection effects were not adequately understood. The thickness 
of sand was designed to provide a typical thermal resistance from a 
reactor liner to its cooling system. Stud and other effects which in-
troduce distortions of the cold face temperature profile could there-
fore be investigated. Very careful measurements of the sand annulus 
thickness were made by depth gauges passed through holes in the liner 
and, using this information and the measured temperature difference 
across the sand, the cold face normalised heat flux could be calculated. 
The total heat conducted through the specimen was determined from the 
measured electrical input to the heater (Fig 10) and an assessment of 
losses. End losses were kept to a minimum by sealing details and thick 
sand layers. 
For tests on fibre blanket or foil and wire types of insulation, pack 
support was provided by studs welded to the liner and positioned as 
shown in Fig 10. For tests on granular materials, Sindanyo extension 
bushes were fitted to the studs to position the 2.64-mm thick cylinder 
forming the hot face. The extension bushes did not penetrate the hot 
face which can therefore be considered as sealed. A mild steel disc 
was welded to the bottom of the hot face cylinder to ensure a gas-tight 
seal. 
At the top and bottom of the fibre and foil packs, high temperature 
cement was used to provide a seal (detail A Fig 10). Differential ex-
pansion problems however resulted in some cracking of the cement seals 
during the testing period. 
Temperatures were measured on the hot face and cold face in three verti-
cal planes as indicated in Fig 10. In many tests, temperatures were 
also measured within the pack (Ref 7, 11 and 12). Additional thermo-
couples were used to measure water heat pick-up and end losses. 
6.2 Analysis of natural convection data 
The rig was originally used to develop the foil and wire type of insu-
lation for the Oldbury reactor (Ref 5). In the early work, very large 
height effects were measured which masked certain rig peculiarities, 
shown by subsequent work on low permeability materials to be important. 
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Originally the method of analysis was to determine the total heat flow 
through the insulation by measuring the electrical input and determining 
' all end losses and heat conduction through studs. The distribution of 
cold face heat flux was determined from the measured annulus temperature 
differences and sand thickness, the thermal conductivity being assumed 
constant over the full height. Typical results analysed in this manner 
and expressed as local conductivities are given in Refs 3J 5, 7» 11 and 
12. 
In the theoretical work, the Nusselt number defined in equation 5.2, has 
been used to correlate the pack heat transfer performance. 
If, in the experimental work, a Nusselt number is defined at any level 
as 
heat out of the cold face with the pack face temperatures T¿ and Τ „ η. c 
heat out of cold face at low RaD/H with the same face temps" T^ and Τ 
then the experimental work and the theoretical work can be compared. 
A further parameter, called the height factor has been defined as 
,_ . i_4. ^  J. J. Nu at y height factor at y = * 
Nu 
where Nu is the mean cold face Nusselt number. 
With low permeability insulation, accurate assessments of height effects 
are important. A computer analysis of the complete rig has therefore 
been carried out in which all the relevant details such as the split 
water flow and the disturbance of the central flange have been included. 
A comparison between the apparent measured height effect and the pre­
dicted height effect for the rig conditions .is given in Fig 11. The 
predicted true height effect, with rig influences removed, does not 
show the apparent change of conductivity at pack mid height and these 
are clearly due to rig effects. Errors on the measurements of mean pack 
conductivity are small. » 
6.3 Natural convection results 
Mean conductivity values for a fine grain sand tested at the specified 
conditions, are given in Fig 12. Corresponding data for Triton 
Kaowool blanket are given in Fig 13. 
The information given in Fig 12 and Fig 13 is given in Table 2 in the 
form of "Nu and RaD/H. These values of Uu and RaD/H are plotted in Fig 
14, together with the predicted values taken from Fig 6, for the range 
of "Nu lying between the open and closed hot face cases. 
In Fig 15, predicted temperature distributions within a fibrous insulant 




















































































































































































































































All the above results are for tests carried out in CO2 
6.4 Discussion of results 
It can be seen from Fig 14 that the majority of the experimental results 
lie within the predicted Nu range. In order to compare the measured Nu 
with the predicted values, it is necessary to know the permeability of 
the specimen as laid up in the test vessel, and the sealing character­
istics of the pack hot face. 
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For the sand tests, it is considered that both of the above factors are 
reasonably well known, since the hot face is effectively sealed, and 
the specimen is unlikely to be different from that measured in the per­
meability rig (Fig 1(a)). For the Triton, however, neither the sealing 
characteristics of the hot face nor the blanket permeability, as laid 
up in the test vessel, are known. From Fig 14, it would appear that the 
hot face sealing characteristics fall closer to the closed hot face con­
dition than to the open hot face condition, as might be expected from 
a consideration of the pack hot face details. Permeability measurements 
on specimens similar to those tested in the thermal conductivity rig 
have been used to provide the data given in Table 2 and Fig 14. 
With reference to height factors, it can be seen that the measured and 
predicted values, given in Fig 11 are in reasonable agreement. 
In Fig 15 the predicted temperature distributions within the pack are, in 
satisfactory agreement, when it is considered that it was impossible to 
achieve in the test the uniform hot and cold face temperature distribu­
tions assumed in the analysis and the hot face sealing was not known. 
6.5 High pressure forced convection rig 
In this rig, carbon dioxide at pressure up to 25 bars and at temperatures 
up to 400°C is pumped over the surface of a sample of insulation. The 
size and roughness of the gas duct are designed to give the required 
surface pressure gradients. The insulation specimens tested to date 
have all been prototypes of proposed designs built on a water-cooled liner 
of size l800 mm χ 650 mm. The specimens were surrounded by substantial 
guard sections also mounted on water-cooled liners. From very detailed 
temperature measurements on the hot face, cold face and within the pack 
and in the cooling system, it has been possible to establish the per­
formance of these specimens under the worst reactor operating conditions. 
Computer studies (section 4.2) have adequately predicted the influence 
of pressure gradients. A difficulty arises in that realistic insulation 
designs have permeabilities very different from the basic fibre and the 
normal and axial permeabilities are not the same. This information 
must be known before pressure gradient effects can be calculated and, 
experimentally, the problem is to measure these quantities on large 
models with the required accuracy. 
6.6 Atmospheric pressure-surface pressure gradient rig 
In parallel with the work on reactor prototypes, fundamental studies are 
being carried out on simple geometries of granular and fibrous insulants. 
In order to ease the experimental problems and at the same time to obtain 
very detailed temperature and heat flux information, the work is being 
carried out initially in air at atmospheric pressure. By choosing a suit­
able insulant with a relatively high permeability, it is possible to 
achieve reactor values of Ra (D/H) and F. 
Existing analytical procedures will be improved and fully established 
by this work. 
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7 Factors influencing the insulation thermal 
performance in a reactor environment 
The work described in this paper has so far been concerned with ideal­
ised problems. It has been convenient to consider, in isolation, a 
rectangular block of insulant whose properties vary in a simple manner 
and with clearly defined boundary conditions. In a reactor installa­
tion the insulation is usually laid up using a pattern of standard 
modules to cover the principal areas. Many important differences arise 
between the idealised model and the insulation as installed and in this 
section some of the factors which influence the thermal performance of 
a fibrous liner insulant on the vertical walls of a gas-cooled reactor 
are discussed. 
7.1 Module geometry 
The reactor liner provides the cold face of the module. The liner 
will be of welded construction and local distortions will arise parti­
cularly near the welds. It is vital to ensure that the insulant is in 
good contact with the liner as cavities or areas of high permeability 
must not arise (section 3-5). Many types and designs of insulation 
which have a satisfactory thermal performance in small test rigs fail 
when installed on an irregular surface for this reason. 
The hot face of the insulation has particularly complex and conflicting 
conditions to satisfy. I~o must be capable of accommodating large 
thermal expansions and a rapid change of reactor pressure (of the order 
of one atmosphere per second in the Hinkley Β reactor) and provide ade­
quate containment of the insulant. Furthermore, the insulant must be 
protected from the high sound pressure levels inevitable in large gas-
cooled reactors. 
The hot face provides the blanket compression forces required to 
achieve an acceptable permeability and fibre support. Designs investi­
gated by TNPG Ltd, which satisfy these requirements, have all involved 
a hot face with a very small resistance to gas flow and therefore the 
influence of surface pressure gradients must be investigated. However, 
leakage cannot take place uniformly over the hot face but only at cover 
plate edges and local to the stud holes. 
The insulant and hot face components are supported usually by metal 
attachments to the liner. Practical considerations dictate that the 
attachments which form the upper and lower boundaries of the module do 
not provide a gas-tight seal. The modules are therefore linked both by 
metal conduction and by gas movement. 
In order to improve insulant containment and support and to decrease the 
radial permeability and Rayleighnumbers of the insulation, designs in­
corporating intermediate foils have been proposed. Experimental and 
theoretical work is in progress to assess the influence of intermediate 
foils on thermal performance. 
861 -
7.2 Module temperatures 
' In a realistic design, the heat flow through the metal components of 
the insulation is of the order of 50$ of the total heat flow. Further­
more these components introduce severe distortions into the hot face, 
cold face and insulant temperatures. Typical cover plate, stud and 
liner temperature distributions are shown in Fig 16. 
It should be noted that, as can be seen in Fig 15, under natural con­
vection conditions very high temperatures may arise in the insulant 
close to the liner. Some insulation designs involve materials which 
are close to their temperature limit, for corrosion or other reasons, and 
special materials are proposed only for the layers near to the hot face. 
As temperature changes with forced convection effects are larger than 
with natural convection effects, it would be prudent to assume that all 
the insulant must withstand the hot face temperature. 
7.3 Surface pressure gradients 
Since the hot face of the insulation is likely to be permeable (section 
7.1), surface pressure gradients can cause gas movements within the 
insulant. In natural convection situations, pressure gradients arising 
due to gas density differences are of the order of 0.004 bar/m. Grad­
ients of this order, imposed by main stream flow conditions, could 
significantly influence the thermal performance. 
Aerodynamic tests of large scale detailed models of the Hinkley Β 
reactor have shown that some areas of insulation will be exposed to 
pressure gradients up to Q.01 bar/m. These tests have included areas 
local to penetrations, corners, circulator inlet and outlet and have 
covered all circulator combinations likely to occur in the station 
operation. 
Special areas arise in which the pressure gradients are so severe that 
novel insulation designs are required. The ducts of podded boiler de­
signs and areas local to boiler gas seals are two examples. At the 
entrance to the ducts, the acceleration of the gas results in a change 
of static pressure of the duct dynamic head. The boiler gas seal may 
have to withstand the total boiler pressure drop and, where the seal 
passes through the insulation, no leakage can be tolerated. (Ref 4). 
7.4 Insulation of a helium-cooled reactor 
Theoretical and experimental work is in progress to investigate the 
insulation problem in a helium-cooled reactor. It is probable that 
both the natural convection (Ref 11 and 12) and the pressure gradient 
effects will be less severe than in a carbon dioxide cooled reactor. 
It is probable that the main development effort will be required to re­
solve the severe mechanical problems. 
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Appendix 
The normalisation of the porous solid equations 
The equations, given in section 4, describing the distributions of temp­
erature and pressure within a porous solid are: 
g l . . * 
* òx. ' 
*z % . - Γ ί A.l 
i ka _ wj\ + i- fri ? -CP* τΊ 
A - AM" 
The gas equation is: 
r-KTr 
For situations in which pressure variations throughout the pack are 
small compared with the overall gas pressure, a condition generally 
applicable in reactor pressure insulation, this becomes 
r* = constant 
A.l Natural convection case 
In the above equations for fluid flow, the substitution ƒ» — b +£,7^/ 
yields 
If the full set of equations is normalised in the following manner 
X= * - V _ 3L ; P'-jfeL. : V. = ^ . * . . y  2_ · ρ_ J 
?" > Λ 




and i f the function ψ i s introduced such that 
òy PXM y . 
»Y " fcùlD * ' >± _ _ L^L· V W Λ.Δ7 
then it can be shown that the above system of equations can be replaced 
by 
¿x A. /» Ä X J Η 1 * Υ | Λ . / > L\ >Υ òx 
¿χζ Η1 ay2­ Λ Λ Τ ^ [_¿>X >Υ »Y *x_ » o 
*/ l + c/r­t 
and the boundary conditions become 
(a) γ = ο, ι ; ψ=τ> ; *·/*Υ* o 
(b) Χ = o, ; <f = o ; Ô - ΰ Γ 
(c) Χ = 1, ; ¿£„ο : * ­ 0.5" ff­°; 




N u = Fonction \_rZcJ>/H) Ί>Μ, Δ τ / τ ^ C / T W ; £ , / & * ] 
where 
"*n 
It follows that the Nusselt number Nu is a function of the same set of 
parameters. 
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Α.2 Forced convection case 
If the term f$ is removed from equation A.l, then the forced convection 
case results; and if the normalisation is carried out using 
V ^ Λη'** ■ V âii^h Ρ A 
together with 
iL „ fiL V · iL = _ A \ 
¿γ /^ J> "" ' ¿ x Ä Λ» * 
then the above equations A.2, A.3 and A.4 are reproduced in which the 
only change is that the term RaD/H is replaced by F where 
In the above the term (&f>la¡j)e¿-s ^ e constant pressure gradient along 
the hot face. 
The boundary conditions (a) and (b) given above remain unchanged, 
whilst the boundary condition (c) becomes 
C) X _ | ) 1 mm Ι θ — OX 
OK 
It follows then that both θ and the Nusselt number can be written as 
functions of the parameters, F, D/H, AT/Tm, C/Tm and %/Β χ. 
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Mr. Chairman, Ladies and Gentlemen, 
Delaney Gallay have been interested in, and concerned 
with problems relating to heat exchange work and thermal insu­
lation since the beginning of this century. For the past two 
years we have, in conjunction with The Nuclear Power Group, been 
investigating the possibility of using a fibrous ceramic mate­
rial in gas-cooled reactors. This investigation has included an 
extensive and detailed research and development programme. 
Currently we have two contracts from The Nuclear Power Group to 
insulate reactor pressure vessels. The first of these contracts 
is at Hinkley Point on the west coast of England where the Nuclear 
Power Group are building the station for the Central Electricity 
Generating Board. The second contract is at Hunterston Nuclear 
Power Station where the Nuclear Power Group are building unit Β 
for the South of Scotland Electricity Board. At Hinkley Point 
we have insulated the center section of the floor and have com­
pleted about 50 % of the insulation on vertical wall. At Hunters-
ton we have been studding the walls in preparation for applying 
the insulation towards the end of this month. 
Since Delaney Gallay have had the responsibility for 
translating the functional specification and theoretical consi­
derations which Dr. Furber mentioned in his paper, I thought you 
might be interested in the five practical points which have 
emerged in this translation. Firstly if the insulation has to 
perform satisfactorily, it must remain attached to the reactor 
liner. This seems a very obvious point, but Delaney Gallay be­
lieve that the design of the insulation securing stud and its 
attachment to the reactor is of paramount importance. All the 
forces acting on that stud must be appreciated and must be ac­
comodated in the design. This is particularly true for the forces 
originating from the thermal stresses, from the acoustic loading 
and from the method of erection. Secondly, there is the thermal 
performance which obviously must be maintained even in face 
of an impressed pressure gradient. Thirdly, the thermal movement 
and the stresses derived therefrom must be accomodated in the 
design. The thermal movements that have to be accomodated derive 
from the thermal cycling to which the reactor is subjected during 
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its lifetime. Fourthly, there is the mechanical integrity of the 
design an,d again this must be preserved in the face of quite 
severe conditions, deriving from the acoustic environment and from 
the depressurization case. Fifthly, and not by any means the least 
important, there is the erection feasibility of the design under 
site conditions, which are not always ideal. Delaney Gallay belea-
ve that the system they are now installing is particularly suited 
to the ever increasing pressures from the reactor constructors to 
reduce the programme. In short, they believe that it can be done 
quickly but surely. Finally, I believe the system we are offering 
is a very careful optimization of the five major features which 
I have discussed, I thank you. 
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20.11.1969 
Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging n° 27 et 28 
Mr. Kinkead, Dragon Project : Mr. Chairman, Gentlemen, 
Two questions towards Dr. Furber's paper. I think he was going to 
tell us, although he has cut short, exactly how you construct a 
completely open hot face with a mineral fibre insulation in the 
practical case of a reactor vessel. Perhaps he would enlarge on 
this and, secondly, is it not true to say that the fibre insula-
tion must be influenced to some extent by intermediate foil layers 
used in the practical assembly. From this point of view I would 
like to ask if the theoretical treatment used by Mr. Davidson 
and Dr. Furber on the open hot face condition of a fibre insula-
tion could be twisted to give a partially open hot face situation. 
I should also like to know how the forced convection effect was 
provided in the rig depicted. Thank you. 
Mr. Davidson, The Nuclear Power Group Ltd : In answer to 
Mr. Kinkead's questions, we believe that the open hot face case 
is the most pessimistic case that can be achieved in a reactor 
environment, because of the large degree of sealing that is neces-
sary in order to prevent forced convection effects within porous 
packs. We like to be pessimistic in this respect and try to en-
sure that the insulation will work in environments with an open 
hot face. In large areas of the reactor this is fairly true. In 
small areas of the reactor where lar¿e pressure gradients are 
formed, e.g. when jets play on the insulation then we have to 
take into account sealing characteristics over the hot face. The 
computer programme that we have will handle hot face sealing cha-
racteristics other than entirely open or entirely closed and we 
can include the effect of intermediate foil layers in porous 
packs. We do find that the effect of the' sealing characteristics 
on the hot face is very dependent upon aspect ratios and the 
effects measured in small rigs with hot face seals can be very 
different from those that can be inferred for reactor conditions 
where the height to thickness ratio is very different. 
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Dr. Furber, The Nuclear Power Group Ltd j I think Mr. Davidson 
did not .answer the second question, but I will answer it 
when I comment on your paper Mr. Kinkead. 
M. Lecourt, C.A.F.L.. : Ma question est relative à l'exposé de 
M. Furber (exposé 28). Je voudrais savoir si M. Furber a 
procédé à des recherches expérimentales systématiques, ou 
même partielles, des types de calorifuges qu'il a présentés, 
placés dans des conditions telles que ces calorifuges soient 
soumis à un gradient de pression longitudinal variable en 
tant que paramètre. Et, si sa réponse est positive, de nous 
donner quelques résultats concernant ces essais. 
Dr. Furber, The Nuclear Power Group Ltd : 
The position with regard to pressure 
gradient work is that we have carried out a fairly extensive 
programme on prototype models of the floor and other areas of 
the Hinkley Point-B insulation. I think all I can say at this 
point is that Mr. Davidson's theory adequately predicts the 
trends that we have observed in our tests, which were carried 
out in a high pressure carbon dioxide environment and covered 
equivalent, but not actual, pressure gradients, more severe 
than those our aerodynamic model tests had shown would arise 
in the Hinkley-B station. We are however continuing with a 
very large programme of basic work in which both athmospheric 
pressure rigs and high pressure rigs will be used to investi-
gate this particular problem. As I said in my conclusion, 
both our French colleagues and ourselves believe that this is 
the one outstanding area where our knowledge is not yet adequate. 
M. Fournier, Cie de St Gobain : Mes remarques se réfèrent à 
l'exposé de M. Furber. Il s'agit des idées de base concernant 
les relations entre la perméabilité et les paramètres qui carac-
térisent le milieu fibreux. 
M. Furber a tenté d'aller plus loin que l'exposé présenté par 
M. Pirovano en ne se contentant pas de faire intervenir la 
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perméabilité mais en essayant de.définir le milieu fibreux par 
le diamètre moyen des fibres et la densité apparente. Les 
hypothèses sur lesquelles s'est basé M. Furber sont les 
suivantes : 
1· le diamètre moyen des fibres S n'est pas une caractéristique 
valable. En particulier, il peut arriver que la perméabilité 
augmente ou diminue pour une même variation du diamètre 
moyen des fibres, toutes choses égales par ailleurs. En fait, 
ce qu'il faudrait faire intervenir, c'est l'histogramme de 
la répartition des diamètres de fibre par l'intermédiaire de 
la surface spécifique moyenne. 
2. la théorie du rayon hydraulique est fausse pour les milieux 
fibreux à haute porosité et donc la formule 3­3 de l'exposé 
de M. Furber est inexacte, tout comme la formule de 
Ko»eny­Karman. Ceci est démontré par le fait que la "cons­
tante A" n'est pas constante, ni lorsque le diamètre ^ 
reste constant si on fait varier/ , ni quand on maintient 
Γ constant en faisant varier ^ . Ceci veut donc dire au 
moins que les exposants de la formule sont faux, et que la 
constante A n'a pas de sens. Cela tient à notre avis au fait 
que le milieu fibreux n'est pas assimilable à un tuyau fic­
tif mais à des obstacles isolés au milieu d'un gaz, ainsi 
qu'un auteur américain, M. Iberall, a tenté de l'exposer 
dans une théorie simplifiée, il y a plus de 10 ans. Ceci 
peut expliquer à mon avis un certain nombre d'anomalie* dans 
vos résultats par rapport aux lois théoriques que vous avez 
tenté de dégager. 
Mr. Walker, Darlington Chemicals : Could I ask you Dr. Furber 
how much of this you noted and if you are in a position to 
reply ? It seems to me that you have about five questions and 
five arguments. 
Dr. Furber, The Nuclear Power Group Ltd : I'm not in a position 
to answer all the questions, but I'll do my best to answer one 
or two. I think really the questioner has misread the paper. H· 
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may have perhaps read too much into the paper. We are fully 
aware of the fact that A is not constant. We do not claim that 
it is constant. This is a very simple model, and I have forgot-
ten the page of my paper, but when we are considering the data 
we, I think, list several points where the model grossly over-
simplifies the true situation. Clearly we agree it is not true 
that you can treat a fibrous material as a pipe, because obvi-
ously many of the fibres, if not all of them, are inclined to 
the flow. We accept this criticism. All we claim for the model 
is that it gives a very useful guide to the parameters we are 
looking for in a fibrous material which influence the permea-
bility. Now when the questioner says that it fails for highly 
porous materials, what does he mean by "highly porous" ? Is 
-10 2 10 m highly porous or not ? This is the permeability we 
are interested in. I am suggesting, though the model is inade-
quate, that it does at least indicate three things : 1) that 
the packed density is important and 2) that the fibre diameter 
is also important, 3) that the trends are correctly indicated 
by the model. I do also accept that A is not constant. It was 
never claimed to be constant. Thank you Mr. Chairman. 
M. Jolas, EDF : Une première question pour M. Pirovano. 
Dans la zone de transition entre le régime asymptotique et le 
régime à couches limites séparées, il semble y avoir d'après 
le graphique que vous nous avez présenté, une brusque augmen-
tation du nombre de Nusselt analogue à celle que l'on trouve 
dans le cas où l'on a une couche horizontale avec une face chaude 
en dessous. Avec quelle précision la formulation que vous donnez 
représente-t-elle les résultats des calculs numériques dans cette 
zone de transition ? 
Une deuxième question pour le Dr. Furber : Dans le cas d'un 
gradient de pression le long de la face chaude, vous donnez des 
résultats valables pour un milieu presque isotrope. Jusqu'à quel 
coefficient d'anisotropie Bx cette formulation est-elle valable ? 
By 
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M. Pirovano, Bertin et Cie : Il est vrai que l'on constate au 
moment du passage du régime à couches limites jointives aü 
régime à couches limites séparées, une augmentation de la conduc-
tibilité apparente du milieu poreux. Cette variation n'est pas 
aussi brutale que dans le cas des couches horizontales avec face 
chaude en dessous, puisque dans le cas des cellules verticales 
le nombre de Nusselt croît comme le nombre de Rayleigh élevé à 
la puissance 0,5 environ, alors que dans le cas des cellules 
horizontales à face chaude inférieure chauffée, le nombre de 
Nusselt croît comme le nombre de Rayleigh à la puissance 1 à 
peu près. Il est difficile, dans ce cas, de définir une préci-
sion, puisque les relations générales que j'ai données partent 
de conditions limites standard qui n'existent pas souvent dans 
la réalité. Il faut donc, pour un cas d'application précis, 
introduire dans un calcul numérique les données réelles du cas 
étudié et calculer ainsi la valeur du nombre de Nusselt. Nous 
l'avons fait pour quelques expériences pour lesquelles nous 
avons pu reproduire exactement le calcul correspondant à l'ex-
périence effectuée. La concordance est bonne, disons dans les 
limites de 10 %. 
Je vous signale par ailleurs, que dans le rapport de 
MM. Davidson et Furber, le coude entre le régime asymptotique 
et le régime à couches limites séparées a été fouillé plus en 
détail que dans les courbes que je vous ai montrées, et vous 
avez pu voir que la cassure n'est pas aussi brutale que cette 
représentation simplifiée le montre. Il y a une courbure à cet 
endroit et cette région mérite évidemment un examen tout parti-
culier, puisque si on compare de bons calorifuges entre eux, ils 
vont tous se situer dans cette région, et c'est sur quelques 
fractions d'unité du nombre de Nusselt que la comparaison peut 
se faire. 
Mr. Davidson, The Nuclear Power Group Ltd : In reply to the ques-
tion for isotropic or near isotropic solids. We have carried out 
Bx computer studies in which the parameter — that is the ratio of 
the permeabilities in the two directions «e are interested in, 
varies from 10 to 1/10. The variation with values in that 
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range has not been appreciable. With respect to stainless steel 
foil insulants, in which the ratio of the permeabilities is very 
much greater, the theory that we have given in this paper really 
does not apply. This is indicated. If one produces a non dimen-
sional analysis of a stainless steel pack it then becomes ap-
parent that the stainless steel pack is equivalent to an iso-
tropic pack in which the height to thickness ratio is extremely 
small, of the order of 1/100. We have studied these ratios of 
1/100 equivalently, when we have studied stainless steel foil 
packs. 
Dr. Furber, The Nuclear Power Group Ltd : 
If I could just comment on the second 
part of the question. This gives me an opportunity to comment 
on figure 5 of paper 27· I am sure we all agree that in nature 
one does not get discontinuities of the type shown on figure 5 
and the scatter of the actual experimental data has already 
been admitted to be high. What one must realize is that in an 
insulation problem we are not really interested in Rayleigh 
numbers as high as indicated in this figure. This would mean a 
conductivity of the order of 20 times that of the static gas 
conductivity. I think we would be interested in up to three or 
four times that value. This restricts us to values of about 
2 or 't on the horizontal axis of figure 5« So if we now think 
about this correlation over what we suggest is the more rele-
vant range from the reactor point of view, I think that there 
is no fundamental disagreement between our figure 1*f and the 
experimental points that are indicated on figure 5· 
M. Terpstra, Euratom : De studies van de heren Pirovano en 
Furber hebben tot onderwerp de convectieve stroming in poreuse 
media begrensd door, al of niet permeabele, vlakke gladde wanden. 
Op het grensvlak van deze poreuze media en de vlakke wand is er 
een discontinuïteit in de permeabiliteit. Mijn vraag is nu de 
volgende : Is deze discontinuïteit in het poreuse medium mede 
verantwoordelijk voor de zeer sterk uitgesproken snelheids-
pieken die wij aan de wanden gezien hebben op één van de dias 
die door de heer Pirovano getoond zijn ? Zo ja, hebt U in uw 
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experimenten dan bijzondere voorzorgen moeten nemen om de invloed 
van deze snelheidspieken, dus van deze discontinuïteit, te ver-
minderen. En ten slotte, indien zulke maatregelen nodig zijn, wat 
moet U dan doen in een reactordrukvat om te voorkomen dat ook 
daar aan de lekdichte huid dergelijke snelheidspieken voorkomen ? 
M. Pirovano, Bertin et Cie : Il est vrai que dans les expériences 
que nous avons réalisées, nous constatons que des hétérogénéités 
locales de matériaux poreux existent et qu'elles donnent, par 
rapport aux courbes théoriques de profils de vitesses ou de tem-
pératures que l'on peut calculer, des courbes qui filent beau-
coup moins bien. Je dois dire que ceci est particulièrement sen-
sible à l'échelle à laquelle nous avons travaillé expérimentale-
ment. Les expériences optiques, pour lesquelles je vous ai montré 
des photos en couleur étaient réalisées sur des maquettes de 
30 cm de hauteur maximale et environ 10 cm d'épaisseur. Il est 
évident qu'à cette échelle une hétérogénéité de matériaux poreux 
a une influence beaucoup plus sensible sur la forme des profils 
de vitesse ou de température qu'elle ne l'aurait à échelle plus 
grande. Nous avons aussi dû attacher un soin très particulier à 
réaliser aux parois des maquettes un contact aussi bon que pos-
sible entre le matériau fibreux et la paroi solide elle-même. 
Dans le cas d'un mauvais contact, on constate que la moindre 
lame libre qui subsiste entre le matériau fibreux et la paroi 
provoque des mouvements de fluide beaucoup plus importants que 
ceux qui peuvent prendre place dans le milieu fibreux lui-même 
et on peut avoir alors, bien sûr, un court-circuit du milieu poreux 
qui à ce moment là, ne joue plus un rôle très efficace. 
Nous pensons que c'est un point important que M. Terpstra a bien 
raison de souligner et qu'il importe dans les applications pra-
tiques aux réacteurs d'attacher un soin particulier au contact 
entre l'isolant et la paroi froide, c'est-à-dire, la peau d'étan-
chéité du réacteur. 
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Dr. Furber, The Nuclear Power Group Ltd : In the paper we stress 
the importance of ensuring that no voids arise in the insulant. 
— 10 2 If the design permeabilities is 10 m , a 1 % void in the 
—8 ρ insulant effectively drops the permeability to 10 m ; a 1 % 
void in the insulant drops the permeability by 2 orders of 
magnitude. I don't think you need any further evidence to show 
how important this is, and of course it just indicates how 
terribly difficult the experimental work is, particularly when 
you realize that the permeability figures that we have given 
are rather idealized figures. The figures that you really want 
in the design analysis are the permeability of the material as 
installed. When you have to build up a relatively sizeable model 
in order to reproduce an adequate number of modules the expe­
rimental problem of ensuring that there are not spurious flows 
is severe. That is why I made the point that it is so valuable 
to note that at atmospheric pressure the permeability is very 
close to the permeability you would measure in a high pressure 
rig. If it were not so we would have to carry out permeability 
measurements on large-scale models at gas pressures of the 
order of 600 psi or kO bars and you could imagine what a pro­
blem the experimentalist would have. Thank you Mr. Chairman. 
894 
M. Pierre Lecussan, Quartz et Silice.- Je voudrais simplement 
signaler à votre attention l'existance d'un nouveau matériau 
en Silice Pure Fondue, matelas fibreux à haute densité sans 
liant organique. 
Compte tenu de ses qualités mécaniques à haute température, 
et de sa faible perméabilité, ce matériau est très intéres-
sant pour le calorifugeage d'enceintes sous pression et en 
particulier de réacteurs nucléaires. 
Caractéristiques : 
Densité : les plus courantes s'étagent de 20 kg/m 
(1,25 lb/cu.ft) à 100 kg/m3 (6,23 lb/cu.ft) 
Analyse chimique : Silice 99»9 % 
Total des impuretés^0,1 % - traces de B, 
de F et S 
Température d'utilisation maximum : I.O5O °C (1.920 °F) 
Resilience : le matelas comprimé au 3/k de l'épaisseur nomi-
nale, et porté pendant plusieurs heures à 8OO °C 
(I.5OO °F) retrouve plus de 90 ° de son épaisseur 
nominale. 
Les autres caractéristiques intéressant les utilisateurs nuclé-
aires ont été mesurées par ces derniers; 
Les résultats de ces mesures ne nous appartiennent pas, mais 
ils ont donné entière satisfaction à nos clients, qui ont uti-
lisé ce matériau dans un réacteur nucléaire à haute performance, 
en particulier aux Etats-Unis. 
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1. - PTTRO.DJJCTIQN 
1.1. - Motif de l'étude 
Dans la centrale nucléaire de Bugey, on utilise le gaz carbonique sous 
pression comme fluide caloporteur. Celui-ci est mis en mouvement par 
quatre thermosouffiantes qui débitent dans la partie inférieure de 
l'espace annulaire compris entre le caisson et la jupe support du 
réacteur, dont la paroi concave est équipée de calorifuge CAFL. 
L'écoulement unidirectionnel et permanent ne s'établit pas immédiatement 
à la sortie des diffuseurs de soufflantes en raison de la discontinuité 
locale de section. 
L'expérience acquise sur les phénomènes instationnaires permet de savoir 
que la zone d'établissement est le siège de perturbations d'origine 
aérodynamique. 
Une étude générale a donc été entreprise, dans le cadre de la réalisation 
do Bugey 1, en vue : 
- d'une part, de préciser la nature et de déterminer l'importance de ces 
phénomènes, 
— d'autre part, d'étudier l'influence de ces sollicitations sur la tenue 
mécanique de la "structure calorifuge". 
C'est de cette action qu'il sera question dans la suite, bien que les 
principes qui ont conduit au programme de travail précisé plus loin soient 
applicables à tout problème de vibrations. 
Dans celle-ci, le lecteur trouvera : d'abord un rappel des résultats 
obtenus lors des différentes études expérimentales ; ensuite, la méthode 
et la justification des calculs théoriques effectués ; enfin, la synthèse 
de l'ensemble de ces travaux de laquelle découleront les conclusions rela-
tives à la tenue mécanique du calorifuge dans les différentes zones. 
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1.2. - Pos i t ion du -problème 
Ί . ? . 1 - Natv.re de ?a s t ruc tu re é tudiée 
La Etruj ture calorifuge conçue par CAFL es t const i tuée fir ?ra jux t rpof i t ion 
d'éléments formés de matelas de calorifuge ( t i saage métall iqu}) comprimés 
per une plaqne de c a s i r g . 
Quatre goujons fixen s i r In peau d 'é tanché i té e t a r a t r i br ides enrrées 
l i sposéos au coin de oha^ue plaque assv.rer.t l a compnssj on demandée. 
L' immobili tat ion d'une plaque par rapport à ses f i xa t i ons , es t assurée par 
l a foudure d'une des quatre b i i d e s , (voir schéma page 3 ) 
1 .2 .2. - Enviromem9nt de l a s t ruc tu re 
L'ensemble casing-oalor i fugt e s t disno3é, en p a r t i e courante, à l a paroi 
in te rne d'un espace annulaire où c i r cu le le f lu ide calopor teur . 
Ce d e r r i e r e s t rais er. mouvement pa^ quatre souff lantes s i tuées à l a base 
do l ' e space annula i re , (ve i r schema page 4 ) 
1 .2.3. - FjTOgx'amme d" étude 
Comme i l e s t d'usage dans tous l e s problèmes de v ib r a t i on , 1'études a porté 
sur : 
a) l ' o r i g i n e des v ib ra t ions (générateur) 
b) l e s propr ié tés mécaniques de l a s t ruc tu re ( récepteur) 
c) l a réponse de l a s t ruc ture placée dans l e s condi t ions d ' u t i l i s a t i o n 
(associa t ion générateur-récepteur) 
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d) la tenue à la fatigue des divers éléments constituant la structure. 
Ces quatre alinéas nécessitent quelques précisions : 
1.2.3.1. - Origine des vibrations 
Expertise aérodynamique 
Celle-ci a pour but de : 
- Qualifier les différentes sollicitations d'origine aérodynamique engendré 
par les soufflantes, 
- d'analvser les phénomènes qui prendront naissance dans 3e3 conditions ree 
de fonctionnement de la Centrale. 
Essais aérodynamipues sur maquette en vue__de : 
- contrôler les conclusions de l'expertise, 
- situer le niveau des perturbations, 
- définir l'influence de l'état de surface de la paroi située face au calor 
fuge, ici la .iupe alvéolée. 
1.2.3.2. - Propriétés mécaniques de la structure 
Caractéristiques statioues 
C'est-à-dire, détermination de la loi reliant l'écrasement des matelas à 1» 
réaotivité du calorifuge. 
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Carac tér i s t inues ámaudauas 
Plus r r éc i sénen t , recherche des fréquences propres, de«! former propres , du 
ooefficteent a.'amortissement »t des con t ra in te s , sous 1 ·ef fe t d'une exci ta t ion 
haTnorànuo de fa ib le an o l i tude . 
! . 2 . 3 - 3 . - Réponse de l a s t ruc tu re 
Cette pa r t i e comprend deux phases, l ' une expérimentale, l ' a u t r e théor ique. 
^ s s e i s d 'e r dur mee 
Ces essa is ont pour but d ' é tud ie r l e comportement dav.s l e tenros d'un élément 
de s t ruc tu re (une plague placée au centre d'un ensemble de neuf plaques) darà 
des cenait ions analogues à c e l l e s du fonctionnement r é e l . 
Calcul, de l a réponse 
Les e s sa i s précédenis , n ' é t a n t pas r ep résen ta t i f s da l 'ensemble des phénomènes, 
ont été complétée par une ¿tude théorique qui permet de t e n i r compte à l a fois 
du caractère a l é a to i r e du phénomène e t des d i f fé ren ts couplages. 
1.2.3 4 . - Tenue à ?a fat igue i e s divers éléments de l a s t ruc ture 
- ^tude de l ' évo lu t ion dans le teaps de l a l o i de compresr ib i l i t i du calorifu¿re 
- Re. cherche de l a l imi te d'endurance des goujons de f ixa t ion 
- Détermination de le l imi te d'endurance de la. seuaure r e l i a n t la plaque de 
casing a la primae 
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2. ­ ORIGINS DBS VIBRATIONS 
2.1 .· Tentative d'explication des phénomènes 
Plusieurs causes peuvent a priori provoquer des perturbations suscepti 
bles d'engendrer des vibrations, on peut citer : 
2.1.1. Perturbations existant à l'entrée ds_la soufflante 
T.e bon fonctionnement d'ime soufflante dépend en grande partie de son 
alimentation. Des obstacles placés en amont suscitent des perturbation 
h caractère périodique (tourbillon de BEIÍARD­KARKAN). 
Dans le cas de BUGEY I, ces obstacles nont constitués par les difieren 
canalisations d'eau et de vapeur et les aubes ds l'obturateur. 
2.1.2. Perturbations créées par la soufflante 
Les perturbations créées par les aubages (qu'ils soient fixes ou mobile' 
peuvent être classées selon deux catégories : 
. perturbations dues au sillage quel ove soit le régime de fonc­
tionnement, 
. perturbations créées hors du fonctionnement nominal. 
­ Sjllage des aubes 
Chaque aube mobile entraîne danr» son mouvement un charnu de pression 
et un sillage. L'espace compris entre deux cubes du stator est soumis 
è une perturbation de fréquence Ζ n (Z = nombre d'aubes mobiles ; 
n = fréquence de rotation de la soufflante). 
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­ Fjrg&sfraffp­ff baa te potøt .wifc&ì. 
Lorsque le poitent de fonctionnèrent d'ime soufflante est t rès éloigné 
ds l'adaptateion nominale, l'écoulement peut etr­e p3rt"jbé par : 
• le pompante, 
» le décolleiiteni dea aub*»s fixes et mobiles, 
. Ie: décollement du diffuseur. 
­ Eclatement Λα .1st 
Si l'on considère uns soufflente placée dar3 les conditions de la 
Centrale de Bugsy ï, l'écoulement ost ooniparcble à celui produit par 
l'éclatement d'un Jet (voir planche page 9 ). 
les perturbations ainsi créées ont un caractère aléatoire nais pré­
sentant des fréquences dominantes autour d*une valeur f donnée par 
1'express* ou t 
Ρ V 
f c ­ —S 2^. (S étant le nonbre de Strouhal) 
(1 ­ «) 
hars 3­»s piers médien3 de deux soufflantes rapprochées où les pertur­
bations des diffusaurc ne sont pas atténuées,la ccniTience des deux 
,­iets provoque la formation d'un écoulement tourtillenneire. 
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Eclatement d un jet dans un espace confiné 
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Um Ecoulement sain 
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Explication du phénomène p?.r la théorie de CHAPMAN 
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L'amplitude dee per tu rba t i 01.3 corrc>sr>o­idant«s esi. ru plus égelb à 
dfaUT foib c e l l e das puisatiPïu» qui prennert o­dara^c* ama l e s zones 
s?'tuéa& sous 1er difiui°eurs (offet de s e l ; . 
2 .2 . Ht ade exr Sr i^n . ta le 
Bien LiUe l e s renseignamantd conreinan t l récoulement aéx"odynanu.q ie a i e r t <f ' 
ubtfanus o propos de Saint­Tiaurent I , deur. é tnae­ erper*mertalos ont é té 
menées conjointement, à eavoir : 
­ à r sa l a s i r maquette au 1/2,7effectuée par V S.D. F . »­Cha bou. 
­ Sssc i s sur maquette au 1/25 ¿ff^ctuis par la Goaiété BÎ5KTIN. 
De ces es ta i t , , out pu ê«r î t i r é e s los couc1usious suivantes : 
. T.'éclatement dn j e t à l a a o r ' i e des sor f r i u t t a e s t à l ' o r i g i n e 
ae pulsat ionr aérodynamiques importantes doni 1'amplitud« peul 
.atteindras :¿ 10 000 Pa dar.3 dos εοηβα s i tuées au voisinage dss 
so i f f l an tas (valour rapportée aux condit ions notariales do 3ÜGEY)C e t 
ί 13 OOC Pa en t re deux soufflante? ísnprcchéos. 
. L' iippcr*aace de ces per turbat ions p a r a î t l ' é e s 
»· aux spirvitesnee appr ra i s sa - t è l a s o r t i e des aiffuc3urc dv.as L 
des décollrments importar te dans ce j dern ie rs e t de i ' o i l r e de 
2 à 3 foi3 l e v i t e s se dibi'-.ants moyenne9 
- aujc ef fe t3 do coafluenoa des j e t s de 2 soufflantes veia inea, 
x^enforcés par l e s s u r v i t t s s e j loca la? , 
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L'amplitude des pulsat io: : · diminue dans l e s zones supérieures dp 
l 'espaoe annula i re . 
Dana l 'ensemble, ces perturbetior:s cat un caractère a l é a t o i r e , 
l a plage des fréquences dominante 3'étend de 1 à 10 Hz. 
I l appara î t , de p lus , une exci ta t ion SDT· l a fréquence de passagr 
des aubes rotor iques des soufflantes (amplitude correspondante 
10 à 20 % de l 'ampli tude g lobale) . 
Le tab1.eau de l a page suivante résume l'ensemble dec r é s u l t a t s expéri-
mentaux correspondant à un point de fonctionnement vois in du nominal 
(Pd. PUCTY = 4 330 Pa) . Voir également la blanche wi*e 13 
QE. 
NCTA : Pd, : pression dynauinue debitarte moyenne en sortie diffusou 
de soufflante. 
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Evolution du niveau global des perturbations 








3 . - PRO^PÏLTP fffCArr.Qjp i& LA STRÏÏCTJG^ 
L'htìt-^ro^-énéité de la ^ t ru j tu re ' 'cplorifage plu3 casing" a rendu n4ceasai^e une 
rStu^e en djux ternes, à savoir : 
- Etude pxpérimoni-ale das ca rac t é r i s t i ques r-tatiques du caloi i fu^e s e u l , 
- E Lude ^hecriqre e t erperlmer. t a i e des ca rac t é i l s t i que3 d>naminut.-s de 1 : ensemble 
c a s i r - j - c ' l o r i i u ; ^ . 
3 . 1 . -- P r o r r a t e a saatiqnea du caicrifVge seul : 
3 . 1 , 1 . - Lei da ccmprass ib i l i té du ja lor i fuge 
- lia prendero reniarque concerne l a non l i n é a r i t é de "'a courbe efio^t-dáplr:· 
cement a ins i nue D'augmentation de pen^e ( ra ideur) observée pour l a s 
léplaoe..üPni,3 croibsantP· 
- ¿raui+O, on note una décroissence de l ' a i r e du cycle d ' h v s t é i i p t s en 
^onction du nc.nbre de cycles imposé au c a l o r i i ^ ^ . 
- ' ìnfin, i l c 'avere que la ra ideur du calorifuge (pr ise 4ndi f f é-emment à 
l ' a l l e r eu au re tour sur l e cyc?e d 'hyp té rés i r ) diminue in fonction du 
nomlrp ùe cycles . El la tend à se ^tariii~>er au boui d'-ine dizaine de 
cj/o]et>. 
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Lea singularités observées peuvent être attribuées à un phénomène de 
compactage du calorifuge sou3 l'effat d'efforts répétés, c'est ce qu'ont 
confirmés les résultats d'essaie complémentaires de compactage. 
On note une stabilisation de ce phénomène au tout de 2 x 10 cycles 
tnvi^on. 
3·2. - Propriétés dvnpmiones de l'ensemble caeing^caloriJuge 
Etud" Expérimentale 
Son but 3st d'obtenir des information«? quantitatives sur le comportement 
de chaque élément (goujon, casing, calorifuge, etc..) lorsque la struc-
ture est soumise à une excitation périodique limitée à une seule plaque. 
On peut mentionner qu'à cet effet, la société Bertin a conçu et mis au 
paint un dispositif excitateur pneumatique plaçant 3a plaque étudiée dans 
des conditions de sollicitation analogues aux conditions réelles (voir la 
planrhe page 16 ). 
Les concluaions tirées de cette ét^de sont le3 Sviv&ntes : 
a) Sur le plan qualitatif : 
- l e comportement de l 'ensemble "casing-calorifugo' ' es t s a t i s f a i s a n t 
pour une s o l l i c i t a t i o n de i 10 000 Pascals placés à l a première 
fréquence de résonance, q u ' i l s 'agiasa de l a p i .out, des goujons ou 









manor <etu C­6 bars 
* . % manometre a Kg 
anometrz a eau 
^ v a n r e s d« reçUg» 
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- le calorifuge voit ses caractéristiques physiques (raideur) varier 
rapidement au cours des premières heures sous l'effet de vibrations 
harmoniques. Ce phénomène paraît assez naturel et peut âtre assimilé 
à un rodage ou à un compactage. 
b) aajBlaa flaSB&iä&£ 
Contraintes alternées 
- les phénomènes do rodage qui affectent le calorifuge n'induisent 
pas une augmentation des contraintes alternées qu'il s'agisse des 
goujons ou de la plaque de casing. 
- les contraintes alternées, obtenues à la résonance sont sensiblement 
égales à celles que l'on trouve à fréquence nulle et ce pour une 
même sollicitation (voir planche page 18). 
- les oontraintes alternées tendent à augmenter lorsque le serrage 
diminue. 
- les contraintes de flexion dans les goujons sont beaucoup plus 
importantes que les contraintes de traction-compression. 
- parmi tous les goujons, le goujon point fixe (soudure sur la bride) 
est de loin le plus sollicité. 
Contraintes statiques résultant du serrage 
Les contraintes de traction dues au serrage sont sensiblement égales 
sur les quatro goujons. 
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Réponse frequentiate de la structure 
Contraintes dan5 le goujon 
po»nt fixe 
SO 100 ISO 
fîflz) 
200 250 
| ΔΡ D'EXCITATION : i 50C0 Pa [ 
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PréquenceB_progre s 
- la premiere fréquence propre est située aux environs de 100 Hz, 
elle augmente avec le serrage, (voir planche page 20) 
- lorsque le calorifuge est soumis à des vibrations forcées de granoc 
amplitude, la première fréquence propre diminue rapidement au couri 
des premières heures, elle semble devoir se stabiliser au bout de 
20 heures environ (voir planche page 21 ). 
Etude théorique 
Cette partie de l'étude a été effectuée dans le but d'interpréter les 
résultats expérimentaux en mettant en évidence les contributions respec-
tives du casing et du calorifuge. 
Calcul de la première fréquence propre de la plaque seule 
Le système étant très complexe, nous nous sommes bornés à en calculer 
la première fréquence propre par la méthode de Rayleigh. 
Nous n'exposerons pas ici le détail de C3tte méthode da calcul longue 
et fastidieuse, nous nous contenterons donc de mentionner les conclusionr 
qui ont pu en être tirées. 
- le recoupement entre la fréquence calculée (127 "ertz) et mesurée 
(125 Hertz) est excellent, pour la configuration de calcul considérée. 
- dons l'expression de l'énergie potentielle, la contribution de la plaque 
de casing est négligeable devant celle du calorifuge. Ce résultat sexa 
très utile lorsqu'il s'agira de prendre en compte les phénomènes de 
compactage. 
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Evolution des fréquences propres 
fonction du serrage 
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l e s essa i s d ' invec t iga t icn n 'ont paa permiä de mettre en évidence l a 
marniere fréquence propre de plaque seu le . A a s s i , tout serble sa pascer 
cernée s i l e olaoue e t l e calorifuge formaiant un ans«mol3 hcmo^jne 
4 . ­ REPONSF LE LA SiA^C'x'tRt, PLACEL MHS LSP OONLI^ IONS J}'üx'IL15^TICN 
lan., ce paragraphe· s 'offectue l a synthrse des r é s u l t a t s pré"édeniment £2qutes, 
A savoir l ' o r i g i n e l e s v ib ra t ions , e t l a réponse dynamloue de l a s t rac t i . re 
douiaise è une exc i t a t ion périodique. Pour une bonne jompréh^nsion du problème 
i l «s i indispensable d 'erposer nuelques développements théor i |ue t i . 
4 . 1 . ^tude da le réaonre d'un système à un de»çré de l i b e r t é soumis h imp 
excjCatien aléatoire; 
Nous avon3 l 'hab i tude de ca rac té r i se r l e s v ib ra t ions di tet, "s inusoïdales" ou 
hariuoniqueb nax· l eu r fréquence, l eu r amplitude e t leur phase. Lorsqu ' i l 
s ' a g i t d 'analyser l e s v ibra t ions d'un système mécanique ou aérod^namioue, 
a l ' a i d e de capteura ou de jauges de con t ra in te , i l arri»·» souvent que 
l 'enregis t rement re présente sous l a forme d'une 2ou­*be à va r ia t ions rapiden 
e t nombreuse;). 
Ce ηβχ'Ρ l e cas , par extmnlj , de s t ruc tu ras p lnc ' e s dans ux.e zone turbulenta 
qui donne une exc i t a t ion a l é a t o i r e . 
On ca rac té r i se l e s v ibra t ions a l éa to i r e s par l eu r amplitude ráyeme et 
l eu r décomposition en frfqiience» L'amplitude moyenne l a p lu j couramment 
u t i l i s é e es t l a racine carrée de l a moverme qu&dratiqua do li, reponta. Sa 
décomposition en fréqupnoe b ' appe l l e spectre de puissance. 
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Hypothèse de calcul 
• Afin de pouvoir aborder l'étude simplement, nous nous limiterons au 
premier mode de vibration du casing. Ainsi, la système sera assimilé 
à un système du second ordre à un degré da liberté et à coefficients 
constant3. 
. Le phénomène vibratoire est de nature aléatoire, statioanaire et 
ergodique, de plus, il obéit à la loi de Gauss. 
. Les informations que nous possédons sur les excitations sont représen-
tative!: de l'ensemble des phánc¡acno3 qui intéressent la plaque étudiée. 
Spectre de puissance 
Admettons qu'un enregistrement de y (t) d'un durée égale à 2 T soit 
complètement représentatif du phénomène ; et prolongeons la fonction 
y (t) par une fonction [qui sera toujours notée y (t) J 2 T périodique 
de pulsation fondamentale O o. 
Cette nouvelle fonction ainsi définie est développable en série de 





Γ'après le theorema do Be3sel ­ Parcaval, nous savons que la sé­"ie des 
ca¿Téb dea coefficients de la séria da Pcurrler eonverce vors la moyenne 







T¿(t)a<-= M ? + 2 }__ \Cu\' 
n ­ 1 
\ Cn! = module d'un coefficient, uelui­ci pouvant être réel ou imaginaire. 
la quantité : 
Δ y ' 
Δ u> 
2 ICul2 
= S ( U n } 
est appelée spcctr3 de puissance. 
: i , à la limite T 




S (C*>) désignera le spectre de puissance ds l'excitation. 
θ 
S (CJ) désignera le spectre de puissance de la réponae. 
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Par définition : 
1 y =3 I S {uj) d w 
Relation "entrée - sortie" pour un système linéaire 
La relation entre l'entrée et la sortie d'un système linéaire pour toute 
fonction du temps y (t) peut être exprimée au moyen de l'intégrale : 
vt 
(t) - y (r) h ( t - S ) d ï = i y ( t - « ) h (S ) άΖ 
expression dans laquelle h (t) est la réponse du système à une impulsion 
unité S (t) et y (t) l'excitation. 
La fonction y (t) étant supposée développable en eerie de Fourrier : 
n
v ­ i ­ ° " j n eu (t ­ Z ) * (t) = h (t) 2__ C n ' e dC 
n = ­ «· 
nr^­°* j n u> t f " ­ j η ω ^ (t) =. \ Cn.e ° / h (TS) e ° dt Γ 
n s ­ CM 
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La Quantité A (¿ω) = 4 h ( S ) 
­ j n t*J "C o d ï 
¿ o 
est définie comme la fonction réponse du sy^tèma. 
Finalement 
n = + 
:t) = y ~ j n u t C n.e ° . A (j n CL>Q) 
n = ­ «­
D'après la définition de lu moyenne quadratique 
n = ·* 2 _ 2 .2 
x = Co A2 (o) + 2 \ ¡C n | 2 . |A j n coj'' 
n = 4 
D'après la définition du spectre de puissance : 
S (jin) -
2 JC ni 2. U (j n w 0 ) | 2 
CO 
a l o n i 2 
et en remarquant que —— ­ — représente la densité spectrale de 
O, 
puissance de l'excitation, nous obtenons finalement : 
Sr (cjn) = 3 e (wn) . |A (j n u>o) | 
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Plus généralement, si la période fondamentale 2T augmente indéfiniment 
S r (w) * 3 e (<*») . |A (j u*)l 
La quantité A (j ω ) représente le coefficient de surtension en fonction 
de la pulsation. 
4.2. Application à l'ensemble caging­^ialorifuge 
La théorie développée dans le paragraphe précédent va servir de base 
aux différente calculs relatifs à la structure casing­calorifuge. 
En toute rigueur, il aurait fallu généraliser cette théorie à un système 
possédant un nombre infini de degrés de liberté. Les résultats, qui sont 
exposés ci­eprèe, nous montrent que le schéma de calcul choisi est suffi­
samment précis car la plage des fréquences d'excitation est située bien 
en deçà de la première fréquence de résonance. 
Spectre de puissance de l'excitation : S (OJ) 
Celui­ci peut être facilement déduit des enregistrements effectués lors dej 
essais sur maquette aérodjTiamique échelle . ■■­— 
25 
2 
S (o>) = 16,66 . β U 
Relation dans laquelle S (CJ) est tel que 
9 
\fi&. -ƒ ~. (u>) do» 
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Le dépouillement des résultats cités ci­dessus nous a montré qu'il 
était possible de définir un spectre de puissance réduit (rapporté 
au niveau global de la perturbation) valable pour toutes les zones 
de l'espace annulaire. 
La quantité : 
S (co ) 16,66 £ p c 
. 
à P 2 c <­·­> A P 2 C 
est représentée sur la planche page 29. Rappelons que & Ρ est une 
C 
fonction do l'altitude et de l'azimut que l'on trouvera sur la 
planche page 13. 
Réponse fréauentielle de la structure 
Cette réponse a été mesurée lors des essais d'investigation et d'en­
durance (voir planche page 20a peur ce qui concerne les modes propres 
et la planche page 18 pour les contraintes). 
Pour obtenir la fonction A (ji.o) sous forme réduite, il faut diviser 
les valeurs présentées sur les courbes par une contrainte de référença» 
Nous avons convenu de prendre comme contrainte de référence celle que 
l'on obtient, à fréqtience nulle, pour & Ρ = 50 mb. 
C 
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Spectre de puissance de l'excitation 
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se{&)} = —L· se ( f) 
2Tt 
­ 925 
Spectjr ue puissance de l a ­"­áponse ; S ('J>) 
S (ω) = S ( t J ) . r x e A ( j « ) 
Coirete te rn des plages respect ives de fréruenaes i n t é r e r s é e s , en peut 
admettre que : 
A ( j w) = ι pour 0 4 f 4 10 H* 
S (uj) = 0 pour 10 H? < f 
Par cor.3éq'­.ent, dans l a ¿"amme 0 ­ 1 0 Hz, l e jpec t re de puissance de l a 
réponse tat /oisin de celui do l'3xcitation. lies contraintes dynamiques 
aont donc sensiblement égales aux contraintes statiquea produites par le 
ratine Δ Ρ · c 
5 . ­ TENUE A LA FATIOUK DES DIY3RS SLEDENTS CONSTITUANT LA STRUCTURE 
DJfinjLti.çaa 
Ce¿a^aina or<*anPS soumis à des effor+s var iab les e t répé tés dans le 'temps, 
se rorpent brusquement e t rans déformation permanente annonciatr ice de l a 
ruptui­e. Par con t re , l e s mêmes pièces soumises à des e f for t s cons tan ts , 
parfois plus importants , r t3 is ' ;ent correctemant. 
On anpeile fa t igue l a caua& de c e t t e défa i l lance qui e s t due à une f i ssura­
t ion progressive e t à laquel le n'échappe aucun matériau sous l ' e f f e t de 
p o l l i c i t a t i o n s a l t e rnée s . 
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Si 1 on porte sur un diagramme (dit de Wohler) en ordonnée l'amplitude des 
contraintes et, en abscisse, le nombre de cycles, on reiaarque que, lorsque 
le nombre de cycles augmente indéfiniment, la contrainte de rupture tend 
vers une valeur asymptotique ; juste en dessous de cette valeur l'éprouvette 
ne ca&se pas, môme pour un nombre de cycles infiniment grand. 
Cette valeur s*appelle limite d'endurance. De nombreuses tentatives ont été 
faltos pour donner un support théorique à ces phénomènes, jusqu'ici aucune 
n'est très satisfaisante ; seule l'expérimentation permet de determiner 
la limite d'endurance. 
Dans la majeure partie des cas, les contraintes se composent de deux 
termos : 
- l'un, constant qui résulte d'une sollicitation statique (contrainte de 
serrage en 1'occurence), 
- l'autre, variable dans le temps qui résulte de sollicitations périodiques 
ou aléatoires· 
Lorsqu'il s'agit de dimensionnor une structure, le problème censiste à 
trouver les variations de la limite d'enduranca en fonction de la contraint« 
statique. Les résultats expérimentaux ont permis de trouver une représentât:· ç-
graphique qui apporte une solution (voir planene page 32 ). 
En pratique, et par raison de sécurité, on limite généralement la zone 
d'utilisation du diagramme précédent au triangle L à L. 
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Annlication à l'ensemble "oasing-calor j fujg^l l^gl 
Un cortain nombre d'études expérimentales ont été effectuées par CAFL, 
en vue de déterminer les limites d'endurance des divers éléments : 
- essais d,e fattøaw des gffli&Bg 
- essais de fatigue des attaches (soudure) 
- essalB de dégénérescence du calorifuge 
6. - CONSEQUENCES PRATIQUES DE L'ETUDS 
Les points développés dans les paragraphs precedents ainsi que les 
conclusions qui en' résultent fournissent les éléments qui permettent de 
se prononcer sur la tenue de la "structure calori-fuge". 
A cet effet, on peut noter que les zones de 1'esface annulaire les 
plus fortement sollicitées ont fait l'objet de modifications ne mettant 
pas en cause la conception technologique de la structure. 
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7. - CONCLUSIONS. 
L'étude générale qui a été entreprise dans le cadre des problèmes de 
vibration de "structure calorifuge" de Bugey 1 peut être considérée po-
sitive sous divers aspects : 
- d'abord en raison de l'apport immédiat et pratique qui a été ainsi 
fourni aux constructeurs Ï à ce titre le tableau synoptique de la 
page suivante montre la démarche générale qui a été suivie. 
- ensuite par l'expérience complémentaire qui en résulte et son appli-
cation éventuelle à dos problèmes analogues. 
- enfin et surtout par la garantie d'un comportement satisfaisant 
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PERFORMANCE OF THERMAL INSULATION IMMERSED IN HELIUM 
A.N. KINKEAD 
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Some diversity of opinion exists on the best insulation to use for the 
interior walls of prestressed concrete pressure vessels for helium cooled 
reactors. Mineral fibre, metal fibre and metallic multi-layer foil types 
are each advocated by their specialist protagonists. 
The quite extensive development and testing of such insulation already 
completed and reported has been confined mainly to the conditions of the 
carbon dioxide eroded reactors. Only a few isolated experiments carried out 
in helium have been reported and on some of these tests, the insulation 
specimen tested was really as developed for a carbon dioxide medium. 
The increasing importance of helium cooled reactors in emergent h.t.r., 
g.t.h.t.r. and g.c.f.r. designs requires renewed attention of the insulation 
manufacturers and designers if the most economic and efficient solution is 
to be readily available when required. Testing is required not only for 
the simple situation of plain vertical walls but also for the more difficult 
situations-where insulation must be effectively mounted around penetrations 
for gas flow, refuelling access, etc. 
The cost and scale of a really comprehensive programme of tests 
sufficient to prove all the intricate insulation locations and conditions in 
any gas cooled power reactor is a formidable task for a single contractor or 
organisation to undertake. Yet the integrity of the insulation must be above 
suspicion especially in any position where it is inaccessible for inspection 
and maintenance during its long life within the reactor. 
The work described in this paper has been undertaken by the Dragon 
Project with the specific aim of fostering interest in this problem. By 
utilising some existing redundant apparatus, it is hoped that before long 
(perhaps even by the time of the meeting at which this paper is presented) 
some results will be to hand from initial tests on an insulation specimen 
in helium. 
The testing rig is briefly described in the last section of the paper. 
It is basically a test rig for gas bearing circulator" development and the 
test conditions are therefore limited in size by the pressure envelope 
(furnished for a Dragon Experiment primary heat exchanger), in pressure 
to ?.0 atmospheres and in temperature to 350 C. Although the specimen height 
is somewhat less than 2 metres, the circulation of helium should enable the 
most severe pressure drops parallel to the surface of the specimen to be 
simulated. 
II is hoped that this facility will help to s.how the suitability of 
various insulation types in the prestressed concrete vessel wall condition 
simulated and with the co-operation of the specialist firms within the 
signatory countries, some useful progress should be made. 
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Although the Project is unbiased about the type of insulation to be 
tested and'desirous only that the most efficient, reliable and economic 
type should evolve from this and other more searching test programmes, the 
part of this paper dealing with performance calculation is confined to the 
multi-layer metallic foil type. To offset this deficiency it has been 
arranged that the first test carried out will be one on mineral fibre. 
The analysis presented is confined to the approximate and semi-empirical 
approach for reasons that are discussed. The method has yet to be proved 
adequate for the otherwise extremely complex theoretical problem and although 
the few test points that have been used for correlation suggest some promise, 
it will require satisfactory correlations with very many more test observa-
tions before it can be usefully applied in design. The data presented using 
this approximate method must therefore be regarded as tentative. 
The well known properties and behaviour of carbon dioxide have been . 
used in juxtaposition to those of helium in order to draw readily assimilated 
comparisons on relative performance. 
2. PERFORMANCE OF VERTICAL MULTI-LAYER INSULATION IN HELIUM 
With the object of furnishing the designer with a means of assessing 
the performance of a number of different arrangements of vertical multi-layer 
foil insulators, a computer programme has been written based on the approximate 
theoretical approach given by Velickovic [l], modified to enable the variable 
natural convection component to be included over a continuous spectrum. 
While this computer programme enables variations to be introduced, such 
as foil spacing, coolant temperatures and pressures, spacer configuration, 
metal emissivity and conductivity, it is inadvisable to apply it to inter-
stitial gas media other than helium without due account being taken of 
differences arising from insulation structure porosity. Davidson [2] Hughes, 
et al., [3] and Mordchelles-Regnier, et al., [4] have incorporated in their 
analyses the fundamental concept of gross circulation within a porous solid or 
matrix, superimposing intercell gas leakage effects on individual cell gas 
conduction phenomena. 
In multi-layer metallic foil insulation arrangements the basic objective 
is to utilise, as an insulator, the gas medium in the individual layers 
because of its relatively low thermal conductivity compared with that of solid 
metal, structure. The reflective property of the metal foil is also utilised, 
to reduce the radiative heat transfer· component across the assembled pack. 
Care is necessary to control natural convection tendencies within individual 
cells. 
Owing to the need to vent the cells and layers to accommodate changes in 
gas pressure occurring in normal and emergency conditions without damage to 
the insulation structure arising from excessive differential pressures, it is 
inevitable that substantial intercell leakage paths must exist. Careful 
design of this type of insulation, while accepting this intercell leakage, 
can ensure that interlayer leakage within construction modules is minimised. 
As explained in [2], [3] and [4], under static steady state conditions 
insulation packs of either multi-layer or fibrous type may behave as 
assemblies of porous cells in which gas circulation of a global type can 
occur. This overall or gross circulation is resisted only by the limited 
leakage path between cells, foils or fibres. In addition to structural 
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conductivity and radiative effects, the total insulation conductivity may 
be strongly influenced by both cellular free convection and intercell 
permeability. 
The importance of gross natural convection for any given insulator type 
depends to a considerable degree on the interstitial gas medium. Global gas 
movement within a self contained sealed modular section on a vessel wall 
(for example the vertical section between horizontal sealed barriers) is 
motivated by the density difference between hot and cold gas columns adjacent 
to the two outside faces of the section. 
It is well known that metallic foil insulation designed for carbon 
dioxide coolant has proved highly susceptible to global circulation. At 
40 atmospheres pressure and under a temperature drop of normal range (300 C), 
helium is less susceptible to gross circulation than carbon dioxide by a 
factor of about 14. This fact has been borne out by some comparative 
experiments by Cowap and Furber [5] and is further explained by Furber in [δ]. 
Since the matter in subject is the insulation for helium cooled reactors, 
and in view of this anticipated reduction in susceptibility to global circula­
tion together with the intention to 'design out' its most serious consequences, 
gross circulation phenomena have been omitted in the elementary performance 
prediction method outlined for multi-foil insulation. For fibrous insulators 
devoid of intermediate foil layers operating in helium, treatment of the 
global circulation effect would be considered essential in any analysis for 
performance calculation. 
2.1 Natural Convection and Conduction 
From the concept of similarity, dimensionless parameters appropriate 
to natural convection may be obtained from the differential equations 
governing momentum (into which an appropriate bouyancy term must be 
inserted) continuity and energy, by considering appropriate boundary 
conditions. The resulting similarity criteria are the well known 
Grashof (Gr), Prandtl (Pr) and Nusselt (Nu) numbers. 
Heat transfer by natural convection may be shown to be defined by 
the equation: 
Nu = f (Gr, Pr) (1) 
For the case of creeping motion when the acceleration terms of the 
momentum equation may be neglected, only a single dimensionless parameter 
need be considered, this being the product of the Grashof and Prandtl 
Numbers which is known as the Rayleigh Number (Ra). The configuration 
of the function f of the above relationship has been determined by 
experiment. For vertical enclosed gas spaces whose walls are maintained 
at different temperatures, the applicable form of the equation has been 
shown to be: 
Nu = C (Ra)n (2) 
Researchers have been able to allocate probable values to the 
coefficients of this equation and these have been generally defined for 
limited and prescribed ranges of the Rayleigh Number. For example in 
[l] for Ra >103 the values of C = 0.18 and η = 0.25 have been proposed. 
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In this context, where heat transfer occurs between two vertical 
walls separated by a fluid layer of thickness F, the apparent con­
ductivity λ = hF and Nu then represents the ratio between the apparent 
and true conductivities. (For nomenclature see Section 4.) Nu is 
therefore a measure of the increase of heat transfer due to convection 
over that by pure molecular conduction through a stagnant gas layer, 
i.e., 
Nu = λ 
As this investigation neglects gross circulation, the Rayleigh 
Number is the most significant parameter. In earlier conservative 
designs of multi-layer insulation it was customary for the Ra value to 
be curtailed, ensuring that Ra <103 throughout each insulation pack. 
In this case the above mentioned coefficients of Equation (2) would 
have the values η = 0 and C = 1.0 and the gas would only provide a 
heat flow path by direct molecular conduction. 
The conductivity of helium at the mean temperature of the 
applications envisaged is between six and seven times higher than that 
of carbon dioxide (see Fig. 1). In view of this, it was considered of 
some interest to examine the increase in gas borne heat transfer in 
helium under conditions when the foil spacing is not adjusted to 
completely eliminate free convection. 
Knirsch and Schmiedel [7] demonstrated how the low molecular weight 
of helium reduces its natural convection susceptibility. The ratio of 
molecular weights of carbon dioxide and helium is 11:1, but the ratio 
of the Rayleigh Numbers for those two gases under identical temperatures 
and at 40 atmospheres pressure is of the order of 180:1 because the 
molecular weight (replacing the density term) and viscosity both become 










Pr (3) CO, 
and for a mean temperature of 220 C: 
Ra He 
Ra = 5.3 χ 10' 
-3 
CO, 
In order to determine the combined free convection and thermal 
conductivity components of the total insulation conductivity over the 
whole of the laminar regime within the range of Rayleigh Numbers up to 
o 
10 , it is necessary to determine the values of the coefficients C and 
n. On Fig. 2 the relationship between loci Nu and log _ Ra has been 
given from the assembled results of many experiments as interpreted 
by Kraussold [δ], Boyarintsev [9] and MacPherson and Stuart [10]. The 
correlation given by the last mentioned of these investigators has been 
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adopted to determine the variation of the coefficients C and n with 
log Ra and this has been plotted in Fig. 3. This relationship has 
been used in the performance predictions derived from the computer 
programme which may readily be altered to satisfy any other established 
test correlation. 
2.2 Radiation Component Addition 
As in [l] it has been assumed, for simplicity, that the amount of 
heat passing through a vertical multi-layer pack of metallic foil 
insulation, whatever its mode, takes place by an equivalent conduction. 
Hence coefficients of heat transmission by convection and radiation are 
substituted by equivalent coefficients of conduction. 
2.3 Spacer Effects 
The effect of a metal spacer separating the foil layers has to be 
taken into account. 1rs presence introduces two further considerations -
the height and breadth ratio of the cells produced in the inter-foil 
layers which would be expected to alter the natural convection heat 
transfer - and secondly the metal conduction path introduced between 
foils. 
Although Jakob [ll] has proposed a correction to the Nusselt Number 
expression to take into account the height and width cell ratio, 
De Graaf and Van der Held [12] in experiments with air were unable to 
substantiate this and in fact question the validity of Jakob's correction 
factor. For this reason and in the absence of further experimental 
evidence, no attempt has been made to include a correction for individual 
cell proportion in the plane of the heat flow. 
Dunkle, et al., [13] in tests of an aluminium cellular honeycomb 
in air found that the heat resistance of the air was so high that only 
the metal conduction of the spacer needed to be considered. In the 
present application the foil material and its spacer are most probably 
to be made from 18/8 stainless steel. This together with the fact that 
helium is such a good thermal conductor introduces the need to allow for 
the parallel effects of straight conduction across the inter-foil gas 
gap with that along the thickness of the metal spacer. 
2.4 Combination of Heat Transfer Modes 
In the case of the multi-layer pack indicated in Fig. 4 the follow­
ing equations are assumed to apply for heat transmitted across each 
layer from the hotter to the adjacent cooler foil. (Conduction through 
the thickness of each foil is neglected, foil thickness being assumed 
very small, i.e., 0.004-0.006 in.) Starting from the cold face and 
taking unit area for each layer: 
(see Section Ί for nomenclature and Fig. 4 for arrangement) 
Conduction through gas Q = -¿ß— . I t„ ­ tn | (4) 
CDa 
*CD. ~ F„ 1 0 1 1 
Natural convection Q„, = I C [Ra \ - 1 
cvi ­ [s Η 
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Radiation V 1_ 1_ 
Er 





Spacer conduction Q = — — . η . A_ i t ­ t_ I 
Sl F l Sl V 1 °J 
(7) 
Total heat flux through first layer CL, = Q + Q + CS + Q 
1 1 1 1 1 
(8) 
',5 Equivalent Coefficient of Conductivity 
The equivalent coefficient of conductivity of the first layer is 
taken as : 
\ " V, · Fi/{\ ■ J{\ - 'o) (9) 
taking the area as unity. 
In all the above equations the appropriate values of viscosity, 
conductivity, density, emissivity and Prandtl Number for gas and foil 
material must be taken at the average temperature of the layer, i.e., 
This process may be repeated for all remaining layers of the pack, 
the gas and foil properties being varied with the increase in average, 
layer temperatures. 
We thus obtain a set of equivalent coefficients of conductivity 
, .... a n d a s e t o£ h e a t f]_ux values QmT_, , QmT_, .... CL,^  . 1 2 Ν TF„ ' TF„ xF,T 
1 2 Ν 
The total heat transmitted through the pack is given by: 
s - V fa ­ *θ) (10) 
El E2 
+ . Ν **· \ 
Ν 
with a pack of evenly spaced layers this then becomes: 
% 
(s. ­ !Q) 
F i Σ ζ 
(11) 
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For a steady flow of heat through a multi­layer pack: 
TQN » QTF « V = — V (12) 
1 2 N 
If it is assumed initially that the temperature distribution through 
the pack follows a straight line distribution the above values of heat 
flux will be found to vary. 
It is therefore necessary to make adjustments to the individual 
foil temperatures throughout the pack until a constant value of heat 
flux is achieved and this can be done by an iterative process in the 
computer programme. 
The overall equivalent coefficient of conductivity of the pack is 
now: 
λΤΕ = % * N ' Fl/fa ­ fco) (13) 
'.6 Computer Programme 
The computer programme has been written to work out the heat flux 
and equivalent coefficient of conductivity of multi­layer foil insulation 
packs, on the lines previously described. 
An option has also been included such that a given heat flux can be 
requested and, for a maximum permissible overall thickness, the programme 
will give an optimum number of layers at a minimum spacing for a given 
temperature range. In order to eliminate or reduce the natural convection 
effect it was thought initially that some advantage might be obtained by 
setting the layers adjacent to the cold face at a closer spacing than the 
remainder of the pack. To this end the facility is provided for specify­
ing a proportion of the pack to be spaced at a proportion of the general 
spacing, e.g., ­J of the layers to be at ■§· the spacing of the remainder. 
The reason for this simple division of the pack was the uneconomical 
aspect of manufacturing the insulation spacers to suit more than two 
different layer thicknesses although theoretically a variation of every 
layer spacing throughout the pack could be worked out to eliminate or 
control the natural convection component. The input required includes a 
table of values of gas and metal properties for temperatures varying from 
0­1000 C in steps of 100 and a function routine is built in which 
enables intermediate values to be interpolated with a sufficient degree 
of accuracy. A table of coefficients and exponentials against log 
Rayleigh Numbers is also included in accordance with Fig. 3. For a 
particular case the following data is required: 
1. Number of layers 
2. Maximum permissible thickness 
3. Required heat flux 
4. Pack proportion for closer spacing 
5. Spacing proportion 
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6. Spacer conduction efficiency 
7. Hot face and cold face temperature 
8. Gas pressure in atmospheres. 
The spacer geometry is also required and the present programme 
assumes this to be of the honeycomb strip type described by Lockett [14] 
and originating from a patent of Schlichting [15] as illustrated in 
Fig. 5. 
An approximate number only is required in Item 1 above when a 
particular heat flux value is stated in Item 3. This is to save 
computer time by starting the process as near as possible to the final 
figure. If the value of Item 3 is put at zero the output will be given 
for the number of layers specified in Item 1. 
The programme may be varied to include area factors for each layer 
to cope with cylindrical forms of insulation pack. A graph plotting 
facility is also available,, 
2.7 Applications 
In order to examine a typical reactor wall insulation panel, a 
multi-layer foil pack of 8.45 cm thick was chosen with outside tempera-
tures of 380 C and 60 C at a working gas pressure of 40 atmospheres. 
The conductivity was evaluated by the computer programme for a range of 
foil layers from 3 to 55 for both helium and carbon dioxide. The 
result is given in Fig. 6. In order to compare the results with available 
test data, the spacer effect was omitted. Some experimental results have 
been added to this graph and it can be seen that, allowing for spacer 
conductivity and slightly differing operating conditions, a modicum of 
agreement exists. 
The shape of this graph indicates a definite heel in the region of 
low layer numbers, higher numbers of layers falling on a near horizontal 
line. It is clearly uneconomical to design a pack in this region where 
little advantage is gained from additional layers. The optimum design 
would appear to be that occurring in the region of the heel of this 
curve. 
A number of variations have been investigated using two different 
layer thicknesses per pack in various proportions but it appears that 
this only achieves a marginal improvement in efficiency. This gain 
reduces with the increase in numbers of layers and is such that only 
a small overall thickness reduction results the number of layers remain-
ing the same for any particular case. 
Figs. 7, 8 and 9 depict the variation in heat flux with overall 
insulation thickness for various foil layer numbers. The calculation 
applies to a representative pack with hot and cold face temperatures of 
380 C and 60 C. The computer generated plot has been carried out at 
three helium pressures - 40, 20 and 60 atmospheres absolute applying to 
Figs. 7, 8 and 9 respectively. 
In Fig. 10 the results of the performance calculation method are 
presented in conventional manner for two sets of cold face temperature 
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and at a single pressure of 40 atmospheres absolute. The upper set of 
curves apply to a multi-layer insulation with cold face temperature of 
60 C, while the lower group are relevant to a cold face temperature of 
200 C. In the upper group, the effect of foil layer numbers is 
indicated at each spacer thickness by a band enclosure between 10 and 
20 layers in each case. A couple of intermediate points have been 
inserted in the upper two bands for 15 and 16 layers indicated the non-
proportionality within the band. The higher cold face temperature 
condition (200°C) is representative of the hotter insulation layer of 
a double pack system through which a heat flux several times higher than 
that acceptable at the wall of the prestressed concrete vessel can be 
tolerated. A heat removal system is applied in the space between the 
two packs using a helium coolant by-pass stream. In this case the total 
conductivity at any mean pack temperature is independent of foil layer 
numbers. A closer layer spacing is appropriate under this condition as 
in the hotter pack there is a much stronger radiative component in the 
heat transfer mechanism. (See Section 4 of [16] for details of double 
layer method.) 
All results presented in Figs. 7-10 were evaluated with a spacer 
efficiency factor η = 0.5. 
2.8 Practical Aspects of Foil Insulation 
The validity of this performance prediction method is dependent on 
certain important manufacturing and installation details. In practice 
it is essential to design the insulation packs in such a way that: 
(a) each layer is sealed off from the adjacent layers at the 
upper or lower edge in order to minimise global convection; 
(b) each tier of packs is sealed off at an upper or lower edge 
to the steel liner to prevent by-pass of the coolant; 
(c) suitable spacers, stud attachments and sealing strips will 
minimise the transmission of heat by direct conduction. 
Mechanical aspects such as thermal distortion, acoustic vibration 
effects, fretting or self-welding of expansion joints, and adequate 
venting for depressurisation are further factors requiring special 
attention when using metallic multi-layer insulation in helium. 
The insulation of prestressed concrete vessels is of such basic 
importance that it may well prove more economical to design the liner 
and insulation as a combined unit and so facilitate achievement of the 
design aspects mentioned above. 
3. INSULATION TEST RIG 
The test facility in the Dragon Project laboratory was originally 
constructed to perform test runs with the 100 hp gas bearing circulators. 
The pressure shell consists of a cylinder 29 in internal diam. (736 mm) 
and 8 ft long (2.44 m). The lower end is connected to a closed loop as 
illustrated in Fig. 11. 
•The gas flow within the cylinder is upwards through the centre, past 
the insulation sample and then down an annular area adjacent to the shell, 
the flow being divided by an internal concentric cylinder. The top 
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closure is by means of a flat pressure plate to the underside of which a 
Dragon heat exchanger tube bundle was originally attached. To facilitate 
the testing of insulation panels the rig has been modified by replacing the 
heat exchanger tube bundle by a 'cold finger' consisting of a 24 in wide 
(610 mm), -J in thick (12.7 mm) plate, 7 ft (2.13 m) long set along the 
vertical centre line of the cylinder to give a maximum width of panel. This 
plate has cooling water coils attached to its back face, which are shrouded 
by a semi-circular backing sheet, the interspace being filled with a ceramic 
fibre type of insulation. Embedded in this built-in insulation is a 
secondary cooling barrier plate with water cooling pipes fitted in order to 
establish a zone behind the primary cooling coils where the edgewise heat 
flow is virtually zero. The primary cooling coils fitted to the -J in plate 
are arranged to cool 4 guard areas and two sections of test area as shown in 
Fig. 12. The side plates of the frame into which the \ in plate is set are 
also provided with cooling pipes. The insulation pack to be tested is fixed 
to the front of the -J in plate and has an isolated centre panel, 17-J in wide 
(444.5 mm) and 5 ft 10 in (1.78 m) long from which the test results are 
taken. Helium at 380 C and 20 atmospheres pressure can be circulated over 
the surface of the test panel at the rate of 3.5 lb/s and is restricted to 
flow through a narrow slot to produce an appropriate pressure drop over the 
length of the test panel. The heat is produced by a 100 hp circulator of a 
similar type to that in use on the Dragon Project. Heat flux through the 
test panel is measured by noting the temperature rise and water flow at the 
inlet and outlet of each test area cooling coil. Temperature profiles can 
be plotted by means of a large number of thermocouples built in to the 'cold 
finger' and the insulation pack. 
Following the flat panel tests on various types of insulation under 
different pressure drops, it may be possible later to fit different designs 
of 'cold finger' to accept cylindrical sections of insulation and to 
introduce electrical heating facilities to test higher temperature applica­
tions . 
4. NOMENCLATURE 
Gr = Grashof Number 
Pr = Prandtl Number 
Nu = Nusselt Number 
Ra = Rayleigh Number 
C = coefficient in natural convection Equation (2) 
n = exponent in natural convection equation 
F = spacing of layer in multi-layer insulation 
h = coefficient of heat transfer 
λ = equivalent thermal conductivity for conduction and convection effects 
λ = thermal conductivity of gas 
λ = thermal conductivity of spacer 
λ„ = equivalent thermal conductivity of'individual layers 
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V, = equivalent thermal conductivity of complete pack 
Q = heat flux transmitted by conduction through gas 
Q = heat flux transmitted by convection through gas 
Cy = heat flux transmitted by radiation 
Q = heat flux transmitted by conduction through spacer 
0,^  = total heat flux transmitted per layer 
C = Stefan-Boltzmann black body radiation constant o 
ε = emissivity of metallic foil 
t = temperature C 
o T = temperature K 
A = spacer metal section for conduction per unit area in direction of 
heat flux 
η = efficiency factor for spacer conduction 
TO = total heat transmitted through multi—layer pack 
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1 - INTRODUCTION 
En 1967, au cours de la réunion d'information organisée par 
EURATOM sur les travaux relatifs aux cuves de réacteurs en 
béton précontraint et à leur isolation,, la Société 
BERTIN et Cie a présenté une communication (1) relative aux 
essais de calorifuges, notamment pour la filière graphite-gaz 
refroidie au CQ2. Depuis cette époque, notre Société a 
poursuivi ces travaux, principalement dans le cadre de la 
filière HTR. La présente communication rend compte des 
principaux problèmes à résoudre pour la conception des 
calorifuges et surtout pour la mesure de leur efficacité 
thermique dans des conditions les plus représentatives de 
leurs contraintes réelles de fonctionnement. 
2 - CONSIDERATIONS SUR LE FONCTIONNEMENT THERMIQUE 
D'UNE ISOLATION POUR HTR 
La protection thermique d'un caisson de la filière HTR doit 
répondre à un certain nombre d'impératifs et de contraintes 
qui sont plus ou moins spécifiques de cette filière. Les 
principaux impératifs sont liés à des sujétions de tenue dv. 
caisson et donc de sécurité, en fonctionnement normal et 
accidentel ; les contraintes sont des données de l'ambiance. 
Les principales données sont t 
- la nature du fluide caloporteur, 
- les niveaux de pression et de température, 
- les variations attendues de pression et de tempé-
rature avec le temps, 
- les conditions d'écoulement du fluide devant le 
calorifuge. 
Généralement, le fluide caloporteur est de l'hélium sous 
pression. Ses caractéristiques physiques importantes du 
point de vue transfert de la chaleur sont sa masse spécifique; 
sa conductibilité thermique, sa chaleur spécifique et sa 
transparence au rayonnement. 
Sa masse spécifique est faible : elle est onze fois moins 
élevée que celle du C02 à mômes niveaux de température et 
de preesion. Il en résulte que les régimes d'écoulement, 
par convection naturelle, pour une mSme structure et dans 
les mômes conditions thermodynamiques, peuvent être très 
différents pour l'hélium et pour le C02. Ainsi, si on 
assimile globalement un calorifuge à un milieu poreux 
homogène (2), l'apparition du régime à couches limites 
séparées ne s'y effectuera, en atmosphère d'hélium, que 
pour des écarts des températures, ou des pressions, 
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nettement supérieurs, ou encore pour une perméabilité 
globale équivalente plus importante qu'en atmosphère de 
C02. La participation de la convection naturelle aux 
échanges de chaleur dans l'isolation est donc moins à 
redouter dans l'hélium que dans le C02 ; de ce fait, on 
peut se permettre des perméabilités de calorifuge plus 
grandes, donc une" structure, à môme volume, moins coûteuse.. 
La conductibilité thermique de l'hélium est élevée : elle 
est environ dix fois supérieure à celle du C02. La parti-
cipation de la conduction dans le gaz aux échanges globaux 
sera donc élevée ; généralement la conductivité du calori-
fuge dans l'hélium, en l'absence de points singuliers tels 
que les goujons de fixation, est sensiblement celle de 
l'hélium. Ainsi l'épaisseur totale d'un calorifuge pour 
HTR est relativement plus grande que celle des calorifuges 
pour la filière graphite-gaz refroidie au C02 : pratiquement 
on atteint des épaisseurs de 6 à 10 centimètres. 
La chaleur spécifique de l'hélium est grande : environ cinq 
fois celle du C02. Il faut donc redouter toute circulation 
d'hélium à l'intérieur du calorifuge qui risque de créer, 
localement, des apports de chaleur à la peau d'étanchéité 
très importants. Ceci est particulièrement sensible dans 
les zones, où des gradients de pression statique, dus aux 
vitesses importantes du fluide devant la face chaude du 
calorifuge, induisent dans la structure des écoulements 
forcés d'hélium. On est donc amené à réduire la perméabilité 
de la structure en face de ces zones sensibles. 
L'hélium est un gaz transparent ; cette caractéristique est 
heureuse et importante quand la face chaude est à tempéra-
ture élevée. 
La pression d'ambiance, dans le caisson, en fonctionnement 
normal est comparable à celle atteinte avec la filière 
gaz-graphite refroidie au C02. Les niveaux de température 
y sont par contre plus élevés, et dans toutes les zones 
baignées par l'hélium sortant du coeur avant son passage 
dans les échangeurs, la participation du rayonnement aux 
échanges est à prendre en considération. Il faut alors 
réduire la transparence de la structure, soit par inter-
position d'écrans réflecteurs isolants, soit par un remplis-
sage absorbant, du type fibreux par exemple. 
Le but des essais thermiques d'un calorifuge pour HTR est 
l'étude de son efficacité thermique dans des conditions de 
fonctionnement aussi proches que possible des sollicitations 
auxquelles il sera soumis en marche normale de la centrale. 
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Les données sont l'ambiance en régime permanent et en 
fonctionnement transitoire (variations attendues de la 
température et de la pression). Généralement,.on mesure 
les densités surfaciques de flux de chaleur sur la face 
froide, afin de permettre l'évaluation du circuit de 
refroidissement de la peau d'étanchéité, ou de vérifier 
que ses performances déjà figées sont compatibles avec la 
tenue du caisson. 
On s'attache également à éprouver le calorifuge dans le 
cas d'accidents de fonctionnement de la centrale. Citons 
la chute brutale de la pression d'ambiance due à une 
rupture locale de l'étanchéité du caisson, la montée rapide 
en pression qui peut apparaître dans des conditions acci-
dentelles et détériorer la structure du calorifuge, enfin 
l'élévation de la température de l'hélium, en cas d'arrêt 
du soufflage par exemple. 
3 - DESCRIPTION DES MOYENS MIS EN OEUVRE 
L'installation d'essais existante a, globalement, des 
caractéristiques voisines-de celles qui ont été décrites 
dans la référence (1). Elle comporte, notamment : 
- un réservoir sous pression avec ses dispositifs 
d'alimentation et de vidange, de mise en pression et de 
décompression rapides ; 
- les systèmes de chauffage, de circulation du fluide 
chaud et de refroidissement de la peau d'étanchéité ; 
- l'appareillage de mesures. 
3.1. Le réservoir sous pression et les circuits de 
fluide 
L'enceinte sous pression utilisée pour les essais d'isola-
tion pour HTR est un réservoir taré à 50 bars, constitué 
d'un cylindre de 1,2 m de diamètre et de 2,5 m de hauteur, 
fermé par deux fonds hémisphériques. Il possède deux plans 
de brides et sa partie supérieure est munie d'un trou 
d'homme. Toutes les brides sont équipées de joints toriques 
en caoutchouc qui assurent une étanchéité convenable. 
Les parois sont munies extérieurement de chemises de 
refroidissement alimentées par de l'eau à môme température 
que les circuits de refroidissement de la peau d'étanchéité. 
On améliore très sensiblement par ce circuit de garde le 
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bilan thermique en régime permanent, en réduisant les 
pertes thermiques de la maquette vers l'extérieur. 
L'alimentation en hélium est assurée à partir de bouteilles 
sous pression branchées en parallèle. A la fin des essais, 
l'hélium est récupéré dans un gazomètre puis recomprimé 
dans les bouteilles : cette disposition permet de réduire 
très sensiblement la consommation de ce fluide coûteux. 
Des possibilités de mise en pression et de décompression 
rapides, à partir de la pression initiale, ont été créées. 
On associe à l'enceinte sous pression une seconde enceinte 
tarée à 60 bars. La mise en communication se fait à travers 
une tuyauterie courte et d'un diamètre relativement important 
munie d'une vanne à ouverture rapide et passage direct. Un 
diaphragme peut être incorporé dans le tronçon afin de régler 
les vitesses de variation de pression aux valeurs convenables. 
Pour augmenter ou réduire rapidement la pression dans le 
réservoir d'essai, il suffit alors de le mettre en communi-
cation avec le second réservoir dans lequel la pression est 
supérieure ou inférieure à la pression nominale d'essai. 
3.2. Les systèmes de chauffage et de circulation de 
l'hélium 
L'électricité nous paraît toujours la source d'énergie 
calorifique la plus appropriée pour le chauffage des 
maquettes d'essais de calorifuges. Le réglage de la 
température de la face chaude du calorifuge s'effectue donc 
en agissant sur la tension d'alimentation d'un certain 
nombre d'éléments chauffants, indépendants les uns des autres. 
La répartition dans l'espace des sources de chauffage dépend 
de l'existence ou non d'une circulation d'hélium à l'intérieur 
de la maquette. Avec circulation, il suffit de placer les 
éléments résistants dans la veine fluide, les échanges étant 
alors assurés par la convection forcée de l'hélium. En 
général, l'emplacement des résistances chauffantes importe 
peu et 1'isothermie de la face chaude ne pose aucune diffi-
culté. Sans circulation, le problème demande plus d'attention 
que dans le cas du C02. En effet, la convection naturelle de 
l'hélium étant peu importante, particulièrement aux faibles 
pressions, il est nécessaire de disposer les éléments 
chauffants devant toute la face chaude du calorifuge essayé ; 
les échanges se font alors principalement par convection 
naturelle aux températures relativement basses et principa-
lement par rayonnement aux températures élevées. Une alimen-
tation et une régulation individuelles des divers éléments 
chauffants sont alors nécessaires. 
La circulation de l'hélium chaud a pour but de reproduire la 
répartition des vitesses et surtout des pressions devant 
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la face chaude du calorifuge. Il existe, en effet, à la 
surface des isolations thermiques du caisson, des zones 
cil. Ta circulation du fluide caloporteur induit une répar-
tition non uniforme de pression statique. On peut citer 
les zones faisant face à l'aire support du coeur, où le 
rétrécissement de l'espace annulaire introduit des vitesses 
importantes et un· gradient de pression très sensible. 
Les zones voisines des sorties de soufflantes doivent 
également utre citées : l'existence de tourbillons et une 
récupération partielle do l'énergie dynamique du fluide y 
induisent localement, à la surface du calorifuge, des 
gradients de pression statique très importants. 
Pour simuler ces répartitions de pression statique ou de 
vitesse de circulation, notre installation est équipée d'un 
circulateur centrifuge (Figure 1 ) , entraîné par un moteur 
placé à l'intérieur de l'enceinte d'essais et spécialement 
conçu pour fonctionner dans une atmosphere de gaz sous 
pression. La vitesse de rotation de l'ensemble est constante 
et le réglage du débit de cette soufflante est assuré grâce 
à une vanne de laminage, du type papillon, montée en amont 
du circulateur dans le gaz chaud. Cette vanne est commandée 
par un micro moteur muni d'un réducteur placé également 
dans le réservoir, mais dans un zone froide, et relié à 
l'axe de la vanne par un jeu de poulies et de fil d'acier. 
Selon que le calorifuge essaya est sensé représenter une 
zone face à l'aire support ou une zone voisine de l'échap-
pement des soufflantes, on reproduit la répartition dos 
pressions devant le calorifuge de deux façons différentes 
^Figure 1) : 
- Dans le premier cas, on introduit dans la veine un 
caisson simulant l'aire support et créant un passage 
rétréci pour l'hélium chaud. 
- Dans le second cas, on définit un diffusear 
permettant de reproduire assez fidèlement ce qui se passe 
en aval des soufflantes de la centrale. 
3.3. Le système de refroidissement 
Aucune modification do principe n'a été apportée à ce 
systèû-e, par rapport à celui qui est décrit dans la 
référence (1) : il est constitua de circuits en acier, 
"L-udés ou brasés sur la peau d'étanchéité et disposés 
de façon à minimiser les échanges par conduction dans la 
peau, entre deux zones de masure adjacentes. 
La présence de l'hélium nécessite des précautions particu-
lières quant à l'étanchéité des circuits : on utilise 
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ainsi l'acier, plus coûteux dans la réalisation des circuits, 
mais plus fiable et permettant des démontages multiples et 
aisés grâce à des raccords spéciaux à joint torique en 
caoutchouc. 
3.4, L'appareil de mesures 
Les principales grandeurs physiques à mesurer sont ι 
­ les températures, 
­ les densités surfaciques de flux à la face froide, 
­ les pressions, 
­ les puissances électriques. 
Les mesures des températures s'effectuent à l'aide de 
thermocouples, raccordés à des enregistreurs ou à des 
appareils de type digital. Des précautions particulières 
doivent Ótre prises pour s'assurer du bon isolement des 
deux conducteurs d'un thermocouple placé sur la face 
chaude du calorifuge, en face des éléments chauffants 
rayonnants sur cette face chaude. On risque en effet des 
effets Joule­Thomson le long du thermocouple ainsi que 
des courts­circuits qui perturbent les mesi'c^s. 
Les densités surfaciques du flux calorifique transmis à 
la face froide sont mesurées à l'aide des circuits de 
refroidissement et avec des capteurs locaux appelés 
fluxmètres. 
Le circuit de refroidissement de la maquette est divisé 
en une dizaine de zones ; chacune d'elles permet d'obtenir 
une densité moyenne de flux grâce à la mesure simultanée 
des débits de l'eau de refroidissement, de son échauffement 
et de l'écart des températures moyennes des faces chaude 
et froide. 
Des mesures locales de flux sont de plus très précieuses, 
au voisinage de points singuliers par exemple, ou dans les 
zones soumises aux gradients de pression. De nouveaux 
capteurs de mesure de flux ont donc été développés dans 
ce but d'après une idée de GARDON (3). Ils sont constitués 
(Figure 2) de cylindres de cuivre, fixés dans la face 
froide du calorifuge, et dont la face avant est fermée par 
un disque mince de constantan brasé sur le cylindre. 
L'ensemble affleure la face froide et la chaleur traversant 
le calorifuge et reçue par ce disque est transportée radia­
lement, par conduction, vers le cylindre externe, refroidi 
par contact avec la face froide. La difference des tempéra­
tures au centre du disque et à sa périphérie est propor­
tionnelle à la densité de flux incidente. Si on ajoute un 
fil de cuivre au centre du disque, on obtient un thermocouple 
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différentiol dont le signal est proportionnel à la densité 
de flux que l'on cherche à mesurer. Ce capteur est très 
fidèle. Sa sensibilité dépend du diamètre et de l'épaisseur 
du disque de constantan et on la définit à l'avance selon 
l'estimation de la densité de flux à mesurer. Sa constante 
de temps, en outre, est faible, et il est possible de 
mesurer d'éventuelles fluctuations rapides de la grandeur 
à mesurer. Il est néanmoins nécessaire d'étalonner ces 
capteurs, un à un, et, pour cela, un banc d'étalonnage a 
été réalisé ;,la précision de la chaîne de mesures réalisée 
est alors de 1 à 5 %. Enfin, ces capteurs peuvent fonctionner 
à haute température (jusqu'à 500° C environ) avec une préci-
sion très acceptable : en effet, la variation avec la 
température de la force électro-motrice du couple cuivre-
constantan, suit, à 1 ou 2 % près, la variation de la 
résistivité thermique du constantan, ce qui n'oblige pas 
à plusieurs étalonnages à différents niveaux de température. 
Il est nécessaire de mesurer les pressions statiques au 
voisinage des faces chaudes du calorifuge, dans les zones 
soumises à des gradients importants, afin de vérifier la 
bonne représentativité du dispositif expérimental. Il est 
également intéressant de les mesurer en face froide, afin 
de mieux comprendre le fonctionnement de l'isolation. On 
est donc amené à mesurer entre 5 et 10 pressions différentes 
de quelques millibars, à un niveau absolu élevé. Des mesures 
différentielles sont donc nécessaires. Afin d'éviter un 
grand nombre de capteurs, on commute successivement chaque 
prise de pression sur le capteur en opposition avec une 
valeur témoin, par exemple la pression moyenne dans l'enceinte 
dans un endroit calme. Les mesures de puissances électriques 
sont nécessaires pendant la période de stabilisation, pour 
piloter le banc d'essais, et, en régime permanent, pour 
vérifier l'équilibre du bilan thermique. Elles sont assurées 
par des wattmètres et des cooptouro d'énergie 
4 - EXEMPLES D'UTILISATION DE L'INSTALLATION 
L'installation d'essais qui vient d'être décrite a été 
utilisée pour éprouver le calorifuge d'une centrale HTR. 
Deux campagnes d'essais y ont été réalisées. 
La première concernait le calorifuge conçu pour la paroi 
courante du caisson. La seconde était destinée à tester 
le calorifuge à haute température qui est introduit dans 
les tubes conduisant, à travers l'aire support, l'hélium 
sortant du coeur vers les échangeurs. 
Les principales conditions de fonctionnement du calorifuge 
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en zone courante (paroi verticale et ciel) sont : 
- Température de l'hélium : environ 400e C 
- Pression : environ 50 bars. 
Une maquette d'essais (Figure 3) a été construite et éprouvée 
avec un calorifuge très représentatif de la réalité quant à 
son épaisseur et sa fixation. Elle comportait le dispositif 
de circulation de l'hélium présenté ci-avant, avec un 
caisson simulant l'aire support. Les gradients de pression 
à la surface du calorifuge ont ainsi été à peu près respectés, 
Les principaux paramètres de l'essai étaient : la pression 
d'ambiance, la température de la face chaude, la vitesse de 
l'hélium devant le calorifuge. 
Les résultats de cette première campagne ont été très 
instructifs quant au fonctionnement d'une isolation HTR, 
sans et avec circulation d'hélium. Ils ont ainsi permis de 
montrer l'influence des gradients de pression sur les 
densités de flux à la face froide. La Figure 4 montre un 
exemple de cette influence dans le cas d'une circulation 
d'hélium. 
Les conditions de fonctionnement du calorifuge des traversées 
de l'aire support sont plus sévères en température (800° C 
environ) alors que la pression est évidemment identique. 
Un soin particulier a été apporté à la réalisation du 
barreau chauffant pour les essais sans circulation forcée 
d'hélium. Il fallait en effet que l'uniformité de la 
température de la face chaude soit bonne, avec le rayonnement 
comme mode prépondérant de transmission de la chaleur entre 
le barreau et la face chaude. Une répartition quasi uniforme 
des résistances fixées sur un échafaudage pouvant se dilater 
librement a permis d'obtenir cette répartition. 
Actuellement est en préparation une campagne d'essais du 
calorifuge pour une autre centrale HTR refroidie par l'hélium, 
Les conditions de fonctionnement du calorifuge en paroi 
courante sont : 
- Température : environ 300e C 
- Pression : environ 40 bars. 
Le dispositif de circulation de l'hélium sera muni d'un 
diffuseur permettant de reproduire la répartition des 
pressions statiques sur le calorifuge, à la sortie des 
soufflantes. 
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5 ­ CONCLUSIONS 
Les moyens d'essais que nous avons décrits dans cette 
communication présentent un certain nombre de caractéris­
tiques intéressantes quant à leur utilisation. Il est 
ainsi possible d'y introduire des maquettes de 1 mètre de 
diamètre et de 2,5 mètres de hauteur environ, ce qui permet 
d'y éprouver des calorifuges avec des dimensions très raison­
nables et d'en extrapoler aisément les performances. 
Les niveaux de température et de pression qui peuvent être 
atteints couvrent très largement les valeurs de ces paramètre: 
qui existent dans la centrale (800*C, 50 bars) : la possibi­
lité de faire circuler le fluide caloporteur augmente encore 
la bonne représentativité de ces essais. Nous devons aussi 
ajouter que la souplesse des commandes et des contrôles de 
cette installation d'essais, ainsi que l'expérience et le 
savoir faire acquis dans ce domaine par l'équipe de techni­
ciens qui en assure le fonctionnement, ajoutent encore aux 
services qu'elle peut rendre. 
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20.11.69 
Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging N°29 à 31 
Dr. Furber, The Nuclear Power Group Ltd : Mr. Chairman, I would 
like to comment on paper 30· Part of this paper is concerned 
with a computer analysis of metallic insulation. The value of 
the results largely depends on the input data and my criticisms 
are confined to these data Firstly, dealing with the modes 
defined in section 2.k of the paper and first of all with the 
equation for conduction in the spacer : equation 7· This 
appears to be straight forward, but is not so, because the 
interface resistance is quite unknown. Hence the efficiency can 
only be guessed at. The efficiency incidently was not defined 
in the paper, but I can only assume it is incorporated to take 
into the account the uncertain interface resistance. Just to 
indicate how important this can be; on the foil and wire pack 
used in Oldbury the diameter of the spacer was ^8/1000 of an 
inch but in fact the mean spacing of the foils was 66/1000 of 
an inch. So there is a clear gap between the nominal spacer 
and the foils and it is not a metal conduction problem. 
Secondly the radiation contribution, equation 6, only becomes 
of importance if there are few foil layers. Assuming this to 
be so, then the emissivity of the material must be known. 
Such data are notoriously unreliable. Thirdly, the natural 
convection, equation 5i which in C0_ can be the dominant mecha-
nism, can only be assesed by properly designed tests. The re-
sults in the paper given on figure 3 should be compared with 
figure *\k of paper 28 or figure 3 of paper 27. You will note 
that there is a different abeissa, namely the independent va-
riable in figure 3 of paper 30 is the Rayleigh number, in 
figure *\k of paper 28 it is the Rayleigh number multiplied by 
the width to height ratio. I suspect therefore that the natu-
ral convection contribution has been grossly underestimated. 
Finally a warning with regard to the work proposed on pressure 
gradient effects. In our experience this is experimentally a 
very tough problem indeed. We would advise very comprehensive 
instrumentation and attention to all sealing details if meaning-
ful results are to be produced. By sealing details we are 
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interested in spurious velocities of the order of a few meters 
per hour. 
Concerning paper 31, we could not really agree more with the 
whole sentiments expressed in that paper. Had I had a little 
more time in my introduction, I would have described a 1/10 scale 
model of the Hinkley-B reactor which we have used. It is one 
facet of the problem which paper 31 does not cover. Namely : 
What are the pressure gradients that you are likely to get in 
a reactor system. To answer that question for the Hinkley-B sta-
tion we have constructed a very detailed 1/10 scale model and 
carried out the most extensive aerodynamic tests, measuring 
surface pressure gradients in all the criticais areas of that 
model for all combinations of circulator operation. This was a 
very extensive programme indeed but it was essential to answer 
the question : what pressure gradient have I to design for ? 
Now a final point and that is one of critisism. I cannot at-
tach any significance to figure k whithout numerical values of 
hoth the pressure gradients and the heat fluxes. I would there-
fore like to ask the author to add a few numbers to his fig. k. 
Thank you very much Mr. Chairman. 
M. Naudin, Bertin et Cie : Je pense que le Dr. Furber a voulu 
dire que sur toute la surface du calorifuge d'un caisson, il 
existe des gradients de pression et que nous n·'avons examiné 
seulement que quelques zones singulières. Je réponds que nous 
avons examiné les zones où les risques de vitesses importantes 
d'hélium induites dans le calorifuge par convection forcée, 
étaient les plus grands; en effet, préalablement aux essais ther-
miques nous avons mesuré les répartitions de pression sur des 
maquettes à échelle réduite, comme l'a fait le TNPG. 
En ce qui concerne la deuxième question de M. Furber, je ne 
peux pas y répondre parce que cette question me gêne. J'ai in-
diqué dans l'exposé que je ne donnerai pas de valeurs numériques, 
la courbe étant donnée à titre tout à fait indicatif. D'ailleurs, 
il faudrait donner non seulement les différences de pression, 
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mais aussi les tenseurs de perméabilité du calorifuge de façon 
globale ainsi que les valeurs des densités de flux à la paroi. 
Cette courbe a été tracée à titre didactique et malheureusement 
je n'ai pas la libre disposition des résultats. 
Mr. Kinkead, Dragon Project : Mr. Chairman, gentlemen, 
I have a suspicion that Dr. Furber has been trying to tear up 
our mini paper! However in some respects I do agree with him. 
In fact, I thought I had stated in my address that this paper 
was extremely tentative; it is only a first look at the problem 
and there are a number of things that are extremely uncertain. 
I would not like anybody to go and design an insulating system 
for their helium cooled reactor based solely on the results we 
presented, fluite a number of points have been stressed by 
Dr. Furber. I don't know whether I got them all, because there 
were so many! He points out that the value of our computer ana-
lysis depends on the input data that we used. This is indeed 
quite obvious. Concerning the correlation that we decided to 
follow on the effectiveness of the metal spacer, we have actual-
ly defined in the paper what this is meant to be, perhaps he 
has not noticed that. Another thing is that the emissivity data 
are not mentioned; the reason for this was really to condense 
the paper as much as we could. The emissivity figures have been 
taken from fairly reliable published data. I agree that concer-
ning data on the conductivity of the metal, e.g. anybody can 
take a figure out of the sky, but we can give him the details 
of this for his information or anybody else's who would like to 
have it. The width-height-ratio I agree is an additional factor 
that ought to be taken into account; again our mini paper has 
not attempted to look into that beyond making brief reference 
to it in Section 2.3· If our natural convection is grossly 
underestimated, it is rather odd that we do get some alignment 
with the few test results that exist. We are trying merely to 
find out insulation performance criteria in helium. We do ap-
preciate that the leakage of helium can be very severe. On 
the other hand, the quantity of heat that is carried through 
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a small gap of the kind that would exist in an insulation sys-
tem is only half as much in the case of helium as in the case 
of CO under the same conditions of pressure, temperature and 
driving-force. We hope in this rig to be able to examine such 
things as the effect of joining two modules. The first test 
piece that is in the rig, is not a multifoil pack but a mineral 
fibre insulation test specimen. I think that's really all I can 
say in brief reply to Dr. furber's comments. 
M. Terpstra, Euratom : Mijn vraag heeft betrekking op figuur k 
uit het rapport van de heer Naudin (n° 31)· Ik zou hem willen 
vragen of hij alleen maar het feit geconstateerd heeft dat daar 
ten plaatse een verhoogde warmteflux door de isolatie treedt of 
dat hij ook instrumenten geplaatst heeft om de oorzaken van 
deze verhoogde warmteflux nauwkeuriger te analiseren ? En zo 
ja, of hij eventueel ook middelen heeft gevonden om dit nade-
lige effect te verbeteren ? 
M. Naudin, Bertin et Cie : La photo n° k du rapport est d'ail-
leurs un peu différente de la diapositive qui a été projetée 
sur l'écran tout à l'heure. On voit effectivement que la densité 
surfacique de flux de chaleur à la face froide est plus impor-
tante au niveau du rétrécissement de l'aire support qu'à l'in-
fini amont et à l'infini aval. En vérité, .cet accroissement du 
flux n'est pas centré sur l'aire support mais centré un petit peu 
en dessous, c'est-à-dire que l'on note un accroissement du flux 
de chaleur à la face froide avant, en dessous du niveau bas du 
rétrécissement. Nous avons mesuré cet accroissement de flux par 
les bilans thermiques, c'est-à-dire par la quantité de chaleur 
récupérée sur les circuits de refroidissement, par des fluxmètres 
et par des thermocouples placés sur la face froide. Nous avons 
expliqué les raisons de cet accroissement de flux, comme le 
Dr. Furber l'avait exprimé auparavant : il y a une certaine quan-
tité d'hélium qui rentre à la partie basse dans le calorifuge de 
la face chaude qui est perméable et qui ressort un peu plus haut. 
On note d'ailleurs des points chauds dans le calorifuge un petit 
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peu en dessous de l'aire support, et des points froids, par 
contre, au­dessus. Comment parer â un tel accroissement de ce 
flux ? En diminuant la perméabilité du matériau calorifuge ou 
celle de la paroi chaude de l'isolation, appelée aussi casing. 
Nous avons d'ailleurs pu vérifier expérimentalement l'effet 
d'une variation de la perméabilité du "casing" qui protège le 
calorifuge en face chaude. 
M. Scotto, Agip Nucleare : L'aspetto tecnico più interessante 
nello sviluppo tecnologico inglese, relativamente all'isola­
mento termico è stato per quanto mi consta la scelta per i reat­
tori tipo AGR un isolamento in fibra minerale sottoposto a tem­
perature del fluido refrigerante variabili nelle varie zone ­SI' : : 
circa fra i 300 e 750°. Vorrei chiedere alla cortesia degij 
autori qualche commento sulla filosofia di questa scelta ceri 
particolare riguardo ai problemi di affidabilità, sicurezza ed 
economicità. 
Mr. Hutton, Delaney Gallay : If we could devote the whole ait·· <■­
noon to this question it might be possible to fill in the basic 
outlines of the question that's been asked. To be helpful in 
this : DG are presenting a lecture to the British Nuclear Energy 
Society towards the end of next month. I think that we could 
send to the people interested that paper and answer in this way 
very many of the points which our friend raised. 
Mr_. Walker, Darlington Chemicals : I would like to thanx che 
contributors to this session, the speakers and these who posed 
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Introduction à la 7e section du 20.11.69 
Dr Ing. G. Mordchelles-Regnier, Société Bertin et Cie : 
Mesdames, Messieurs, 
La session de ce matin a été consacrée à des études de base et 
des moyens expérimentaux concernant les isolants thermiques. 
Là dernière session qui commence maintenant comporte plusieurs 
exposés sur la technologie des isolants. Les solutions techni-
ques qui seront présentées appartiennent à trois familles de 
calorifuges : les bétons, les isolants métalliques de type cel-
lulaire et des isolants incorporant des structures fibreuses. 
Trois types d'application sont envisagées : réacteurs refroidis 
par CO , par hélium et par eau. 
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Au cours de ces dernières années, l'évolution des centrales 
nucléaires du type gaz-graphite peut être caractérisée par l'adoption 
d'un caisson en béton précontraint et par l'intégration des échangeurs 
dans le caisson. Cette évolution a permis d'envisager l'augmentation 
de la pression et des températures de fonctionnement du réacteur. 
Afin d'éviter les pertes d'énergie et pour assurer la 
protection du caisson en béton précontraint constituant l'enveloppe 
du réacteur, l'utilisation de certains bétons peut être envisagée 
comme matériau d'isolation thermique. 
suivants 
Ces bétons calorifuges doivent répondre aux impératifs 
1 .- résister à des températures de l'ordre de 450°C 
2 - posséder une conductivité thermique inférieure à 
0,5 W/m°C 
5 - pouvoir être utilisés en atmosphère de gaz carbonique 
sous une pression de 40 bars 
4 - posséder un module d'élasticité ainsi qu'un coefficient 
de dilatation aussi faibles que possible pour réduire 
les contraintes thermiques 
1Q 2 
5 - résister à des flux intégrés de l'ordre de 10 y n/cm , 
d'E > 1 Mev 
6 - conserver leurs propriétés physiques et mécaniques 
pendant au moins 20 ans. 
Ces caractéristiques sont difficilement compatibles. Un 
béton capable de résister à une température de 450°C doit être 
préférentiellement lié par un ciment alumineux ; or on peut douter 
de l'efficacité d'un tel liant après un séjour prolongé en atmosphère 
de CO~ sous pression. 
Un béton résistant à. de fortes pressions, et surtout, à. de 
fortes variations de pression, doit posséder de naute.s caractéristiques 
mécaniques ; les pores sont donc un facteur défavorable. La seule 
porosité admissible est la porosité ouverte, de manière à éviter 
l'écrasement das cloisons lors d'une variation de pression.· Au contraire. 
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un bon matériau isolant, est toujours poreux, car le coefficient de 
conductivité thermique de l'air est très faible (0,02 W/m°"C) mais 
il est souhaitable que les pores soient fermés et de petite dimension 
pour éviter les courants de convection. 
Il apparaît donc difficile de mettre au point un béton 
calorifuge utilisable sous pression de gaz, car ces exigences sont 
incompatibles. On peut s'efforcer cependant de réaliser un compromis 
entre l'isolement thermique et la tenue mécanique. 
Les matériaux constitutifs du béton calorifuge (granulats) 
jouent un role primordial, car à porosité égale, tous les corps n'ont 
pas les .mêmes résistances mécaniques. 
La présente étude a conduit à un compromis entre les 
diverses caractéristiques imposées au béton calorifuge dans les 
réacteurs nucléaires. 
On peut rappeler, qu'à l'image des bétons réfractaires 
traditionnels, les bétons calorifuges sont constitués d'un mélange 
de liant chimique ou hydraulique (ciment réfractaire) et d'une 
série de granulats à la fois réfractaires et isolants. 
Le choix du liant en milieu acide est un problème 
fondamental. 
On peut remarquer également que la pâte liante qui sert 
à fixer entre eux les granulats n'est pas isolante : On lui fait 
subir parfois une expansion à l'aide de poudre d'aluminium dégraissée, 
associée à un réactif chimique qui joue le rôle d'accélérateur (soude). 
Il se produit dans la masse un dégagement d'hydrogène générateur de 
forte porosité. Ici ce procédé n'a pas été retenu, car le gonflement 
du béton, voisin de 10$ complique la mise en oeuvre sur chantier ; il 
ne peut être appliqué valablement que sur des éléments préfabriqués. 
Dans les conditions d'utilisation envisagées, seuls les granulats 
alvéolaires procurent au béton ses propriétés isolantes. 
Après une série d'essais systématiques concernant huit bétons, 
deux d'entr'eux ont été sélectionnés pour être irradiés dans le réacte-
Triton, sous température et en atmosphère de CO« jusqu'à des flux 
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IQ 2 intégrés de l'ordre de 10 y n/cm . Les résultats complets obtenus 
sur ces deux bétons constituent l'essentiel du pi-ésant mémadjra. 
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I - CHOIX D'UN LIANT 
A l'époque où la présente recherche a été entreprise, on 
connaissait très mal les effets d'une action simultanée et prolongée 
sur les bétons, de la chaleur et du gaz carbonique sous pression. 
C'est donc, à la suite d'un grand nombre d'essais préliminaires que 
les liants hydrauliques alumineux et les phosphates d'aluminium ont 
été retenus pour les études de mise au point d'un matériau calorifuge 
acceptant de sévères conditions d'emploi (450°C - 40 bars de COp). 
II s'est avéré par la suite, que pour des travaux en grande masse, 
seuls les liants alumineux pouvaient convenir. Une étude de leur 
carbonatâtion a donc été poursuivie. 
Des éprouvettes de pâtes pures, sans "eau libre" ont été 
placées en autoclave où la pression d' anhydride carbonique pouvait 
atteindre 40 bars et la température 450°C. 
Le diagramme de la figure 1 montre ou'une carbonatâtion de 
courte durée à la pression atmosphérique et à la température 
ambiante, est superficielle et probablement auto-protectrice. 
On ne trouve sur l'axe des abscisses que les points 
caractéristiques du phénomène de déshydratation des liants alumineux, 
la perte d'eau la plus importante se situant entre 100°C et 300°C. 
Pour les éprouvettes traitées à température plus élevée (figures 2 
et 3), on observe sur les diagrammes, une disparition de toutes les 
transformations caractéristiques qui existaient aux températures 
inférieures à la température de conservation. Dans tous les cas, 
c'est le ciment Secar, qui présente la perte de poids la plus impor-
tante. C'est aussi le ciment qui nécessite la plus grande quantité 
d'eau au moment du gâchage. Pour les trois ciments, Pondu, Secar et 
Super Secar, les courbes de pertes de poids qui correspondent à un 
mode de conservation donné, ont même allure. Les points de changement 
de pente sur ces courbes ont les mêmes abscisses. Vers 900°C, les 
variations de poids des éprouvettes deviennent nulles. Il est donc 
extrêmement difficile, par thermogravimétrie, de faire un bilan 
quantitatif des phénomènes de carbonatâtion de courte durée. Les 
micro-éprouvettes de pâtes pures très compactes, qui sont utilisées 
pour les expériences ne présentent en aucun cas, lorsqu'elles sont 
chauffées jusqu'à 1000°C, le crochet de décomposition de la calcite. 
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Des méthodes d'observation visuelles, qui font appel à des réactifs 
colorants ont cependant permis de déceler de façon certaine la fixa-
tion d'anhydride carbonique par les liants alumineux. Dans les 
conditions expérimentales utilisées, on peut donc admettre l'hypothèse 
selon laquelle le gaz carbonique serait fixé par les aluminates, sous 
forme de complexes chimiques plus stables que la calcite. 
On peut aussi remarquer que la dilatation des éprouvettes 
qui ont absorbé du gaz carbonique à la température ambiante, est 
sensiblement analogue à celle des éprouvettes qui ont été conservées 
dans l'air humide (figure 4). 
L'importance des variations de dimension au cours d'une 
élévation de la température jusqu'à 1000°C est essentiellement 
fonction de la nature chimique du liant et probablement de son 
degré d'hydratation. A aucun moment des anomalies de dilatation qui 
pourraient être dues à la présence de C0p dans le matériau, n'appa-
raissent. La première contraction est provoquée par le départ de 
l'eau liée chimiquement, la seconde correspond au frittage des 
constituants déshydratés de la pâte. 
Les retraits globaux enregistrés après un premier chauffage 
des éprouvettes à 1000°C sont plus importants que ceux qui avaient 
été mesurés sur des éprouvettes conservées dans l'air. Ce retrait 
est environ de J>0 mm par mètre pour les trois ciments carbonates. 
Les éprouvettes qui ont été carbonatées sous pression et à 
des températures élevées, présentent des Diagrammes de dilatation 
un peu plus simples. Ces éprouvettes commencent par se dilater 
jusqu'à la température de 800°C environ puis elles se rétractent 
aux températures plus élevées. Il s'agit là pour la première partie 
des courbes, d'un phénomène normal de dilatation des constituants 
déshydratés des pâtes qui ont été conservées pendant un mois à 450°C. 
Au-delà de 800°C des liaisons céramiques apparaissent dans le material-
en provoquant une densifieation. Dans tous les cas, les courbes 
obtenues au cours du refroidissement des éprouvettes, sont réversible, 
et coincident avec celles que l'on obtient au cours des chauffages 
ultérieurs ( figures 5 et 6). 
Les éprouvettes ainsi traitées, semblent donc être 
stabilisées, et ne présentent aucune anomalie de dilatation qui 
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puisse être gênante dans des applications éventuelles. 
On peut donc admettre que la carbonatâtion des liants 
alumineux est lente à la pression atmosphérique et, de ce fait, 
difficile à mettre en évidence par les méthodes habituelles. Par 
contre, pour des pressions plus élevées de COp, l'attaque est plus 
rapide, et entraine un changement de coloration uniforme des pâtes 
hydratées. 
Aucune attaque importante des éprouvettes por Vs.jSJride 
carbonique, contenant moins de 4 ppm d'eau à la pression atmosphérique, 
n'a lieu avant la température de J>00°C. 
D'ailleurs, si l'on admet que le principal constituant de 
ces liants qui ont été hydratés vers 50°C est 1'aluminate tricalcique 
hexahydraté AlpO,, 3 CaO, 6 HpO cubique, on çeut rapprocher le mécanisme de carbonatâtion ·? des liants ^alumineux du mécanisme de carbonatâtion 
de ce composé (figure 7). Les thermogrammes 
de 1'aluminate tricalcique, effectués dans l'air et le C0p à la 
pression atmosphérique et à la vitesse de montée en température de 
60°C/heure, montrent que la fixation du C0p s'amorce vers 30°°0, 
alors que la première perte d'eau, qui est aussi la plus importante, 
s'achève à cette même température. 
On résume dans le tableau I les résultats des mesures des 
résistances à la rupture en compression des trois ciments, Fondu 
Lafarge, Secar et Super Secar. Ces ciments ont été conservés pendant 
un mois dans différentes conditions de température et de pression. 
D'autre part, pour clarifier l'évolution du phénomène d'absorption 
de gaz carbonique par les liants, on se limite dans le tableau I aux 
quatre types de conservation considérés comme les plus importants 
pour les applications envisagées. 
Pour des conservations à des températures comprises entre la 
température ambiante et 450°C, de même que pour des conservations à 
des pressions entre 1 bar et 40 bars d'anhydride carbonique, les 
résultats des essais de résistance à la rupture er compressi o- .nontrent 
a) que la dégradation des propriétés mcW. as r' :rrent 
alumineux fondu, et celles du ciment Secar, est prc-rest^ 
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b) que les propriétés mécaniques du ciment Super Secar 
subissent une amélioration sensible, en fonction de l'élévation de 
la température et de la pression du gaz carbonique. 
En définitive, l'étude des liants alumineux montre que le 
ciment Super Secar qui est le moins riche en calcium élémentaire, est 
aussi le ciment qui se comporte le mieux après une carbonatâtion en 
température. Mais il n'en est pas moins vrai que pour des raisons 
économiques évidentes, il est peut-être aussi intéressant de retenir 
le ciment alumineux fondu pour la réalisation d'un béton isolant. 
Il faut en effet remarquer que dans tous les cas, la 
carbonatâtion se développe sans faire apparaître de contraintes 
mécaniques importantes qui risqueraient d'entraîner une altération 
grave de toutes les propriétés physiques du matériau. Par ailleurs, 
l'adhérence entre les nouveaux cristaux qui se sont formés dans la 
pâte carbonatée semble supérieure à celle qui existe entre les 
cristaux qui constituent le gel initial de ciment hydraté. 
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II ­ CHOIX DES GRANULATS 
Les principaux granulats calorifuges disponibles sur le 
marché sont les ponces, les pouzzolanes, les laitiers expansés, la 
vermiculite, la perlite, les argiles expansées et les oxydes globu­
laires. 
Les argiles expansées ont été retenues en raison de leurs 
bonnes qualités mécaniques et de leur prix de revient peu élevé. 
Le seul obstacle à priori était leur porosité fermée> qui 
pouvait laisser craindre une destruction lors d'une décompression 
rapide de gaz. Les essais effectués ont permis d'écarter ces craintes. 
2.1 ­ Approvisionnement des granulats : 
Les argiles expansées ont été fournies par la Compagnie 
Française des Agrégats légers "Leca­France" : 173> Bd.Magenta­Paris. 
2.2 ­ Propriétés physiques des granulats 
Ils sont livrés en trois fractions granulométriques 0,~5/j>, 
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2,3 ­ Les produits d'addition 
Afin de permettre une mise en place facile du béton, il a 
été nécessaire de combler la lacune granulométrique en éléments fins 
des argiles expansées, par un produit d'addition utilisé en petite 
quantité. Le but final étant d'élaborer des bétons isolants, on a 
retenu la vilmolithe, cendre volante non hygroscopique, qui présente 
les caractéristiques suivantes : 
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Poids au litre tassé 385 g/1. 
Masse spécifique apparente 525 g/1. 
Le fournisseur est la Société Travlor, 27 rue des Couvents 
Montigny-les-Metz (Moselle). 
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III - COMPOSITION DES BETONS 
Les formules des bétons ont été calculées par la méthode 
Faury, Il a été nécessaire toutefois d'établir un nouveau tableau 
de coefficients, spécialement adapté aux granulats légers, pour 
éviter des segrega t ions lors de la mise en place par vibration,. 
Les bétons décrits ont pour composition au nr : 
Béton n°l : 
Argiles expansées 10/20 2j50 kg 
Argiles expansées 5/10 280 kg 
Argiles expansées 0,3/5 250 kg 
Vilmolithe 100 kg 
Ciment alumineux 550 kg 
Eau 210 kg 
Béton n°2 : 
Argiles expansées. 10/20 250 kg 
Argiles expansées 5/10 280 kg 
Argiles expansées 0,5/5 250 kg 
Vilmolithe 100 kg 
. Ciment Super Secar 550 kg 
Eau 155 Kg 
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IV - DESCRIPTION DES ESSAIS ET ANALYSE DES RESULTATS 
Pour chacun des deux bétons, il a été procédé à trois types 
d'essais : 
- des essais après vieillissement à la température ambiante 
- des essais après vieillissement à différentes températures 
- des essais en fonction de la température 
4.1 - Essais après vieillissement à température ambiante 
Il a été procédé aux essais classiques sur éprouvettes 
7 x 7 x 28 cm après conservation dans l'air, dans l'eau, et le gaz 
carbonique pendant 7, 14, 28, 90 et 180 jours. 
Ces essais concernent les variations de masse, de dimension, 
de module élastique, les résistances mécaniques en compression et 
traction (tableau n°Il). 
On remarque que dans l'air et dans l'eau, les bétons 
isolants se comportent comme des bétons classiques. En atmosphère 
carbonique la diminution sensible des pertes de poids et des retraits 
montre: qu'il y a fixation de gaz carbonique. On observe également 
un accroissement des résistances mécaniques. 
4.2 - Essais après vieillissement à différentes températures 
Il a été procédé aux mêmes essais que précédemment, à 
20°C sur éprouvettes 7 x 7 x 28 cm, mais après vieillissement pendant 
1 mois à 250°C, puis 1 mois à 550°C, puis 2 mois à 450°C, dans l'air 
d'une part, et le gaz carbonique d'autre part. 
Ces mêmes essais ont été effectués à 20°C après conservation 
de deux mois à 450eC sous une pression de 40 bars de gaz carbonique. 
Les résultats sont rassemblés dans le tableau n°III 
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On constate que la chaleur dégrade nettement les propriétés 
mécaniques des bétons. Les résistances sont cependant 
meilleures lorsque le vieillissement a lieu en atmosphère carbonique. 
Sous pression, les variations de masse montrent que la 
fixation de gaz carbonique est importante, les résistances mécaniques 
sont toutefois peu différente de celles obtenues après conservation 
en atmosphère carbonique à pression ambiante. Le gaz carbonique n'est 
pas fixé sous forme de calcite CO-Ca, puisque les ciments utilisés, 
du type alumineux, ne libèrent pas de chaux lors de la prise. Une 
analyse thermogravimètrique a montré que le C0p fixé s'échappait 
entre 1100 et 1150°C, c'est-à-dire à une température plus élevée 
que les températures de décomposition de la calcite.Il y aurait donc 
formation d'un sel complexe ; l'amélioration des résistances mécanique, 
proviendrait plus de l'obstruction des pores que de la formatior 
d'un sel rigide. 
4,5-Essais en fonction de la température 
On a procédé, de 20 à 250°C, à la mesure du coefficient A 
de conductivité thermique sur plaques 50 x 50 x 5 cm par la 
méthode de Poensgen. Avant mesure, les plaques ont été étuvées à 
250°C jusqu'à poids constant. Les valeurs trouvées sont représentées 
sur les courbes de la figure 8. 
- Les résistances en compression ont été mesurées à 20, 250, 550 et 
450°C. Chaque essai a été réalisé sur six éprouvettes ; après 
fabrication, celles-ci avaient été conservées 90 jours à 20°C et 50$ 
d'humidité relative, puis étuvées à 250°C. Les résultats obtenus 
sont représentés figure 9· U s sont assez proches de ceux obtenus 
à 20°C, après vieillissement aux mêmes températures. 
- On a déterminé le fluage sous charge constante de 50 bars jusqu'à 
60 jours, aux températures de 250, 55O et 450°C maintenues constantes. 
Avant mesure, les éprouvettes sont restées 90 jours à 20°C et 50$ 
d'humidité relative, puis ont été étuvées jusqu'à 250°C. Les courbes 
de fluage sont représentées figures 10 et 11. 
- Les vitesses de propagation d'ondes ultrasonores, à travers les 
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deux bétons, ont été déterminées de 20 à 450°C. On sait que cette 
v'tesoe est en relation directe avec le module d'élasticité. Les 
éprouvettes ayant subi le même traitement que précédemment, on voit 
sur les courbes de la figure 12, que cette vitesse est liée à la 
teneur en eau. Il n'a pas été observé de brusques discontinuités 
aux changements de pente des courbes, qui correspondraient à 
l'apparition de fissures internes. 
De 20 à 450°C également, on a mesuré en atmosphère neutre 
l'évolution simultanée des variations de masse et des variations 
de dimension. 
Les essais ont été conduits sur éprouvettes 0 16 cm, h 52 cm, 
après vieillissement de 90 jours à 20°C et 50$ H.R. 
Les figures I5 et 14 montrent les courbes obtenues avec les 
bétons 1 et 2 en atmosphère d'azote. 
Dans chaque cas, on réalise un palier à 80°C jusqu'à 
stabilisation du poids et des dimensions ; c'est en effet à cette 
température que se situe la zone critique d'apparition des fissures 
sur les bétons de ciment alumineux. 
D'autres paliers sont réalisés, en fonction du matériau, 
chaque fois que les variations de masse ou de dimension sont trop 
brutales. 
Il a été nécessaire d'effectuer des paliers à 80, 120 et 
50û°C pour le béton n°l. Après déshydratation, le retrait est de 
500/A./m et le coefficient de dilatation linéaire réversible est 
égal à 6.10"6ο0_1. 
Le béton n°2 est plus sensible aux variations de température. 
Des paliers ont été réalisés à 80, 120, 220 et 520°C. 
Après dessication à 450°C, le retrait s'élève à 500/x/m 
et le coefficient de dilatation linéaire réversible est égal à 
S^o.io"6^"1. 
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Enfin, on a procédé à 450°C à un essai de décompression 
brusque. Cet essai tente de simuler un "incident" de fonctionnement 
dans un réacteur. Les conditions expérimentales ont été choisies 
arbitrairement de la manière suivante : 
- mise sous vide primaire (afin d'éliminer l'eau) 
- montée en température à 15°C/heure jusqu'à 450°C 
- mon'ree en pression à raison de 5 bars/h, jusqu'à 40 bars 
en même temps que la montée en température. 
- palier de 24 h à 450°C, sous 40 bars de CO 
- décompression brutale à 450°C, de 40 bars à l'ambiante 
en 15 mn. 
On utilise des éprouvettes de grande dimension, car elles 
sont plus sensibles que les petites pour ce genre d'essai ; il" 
s'agit de cylindre 0 16 cm, h 52 cm. 
Les bétons n°l et 2 ont subi cette épreuve sans dommage 
apparent. Cependant, l'essai brésilien montre une diminution des 
résistances en traction, par rapport aux éprouvettes décomprimées 
lentement. 
Un test à la phtaléine sur la coupe d'une éprouvette montre 
que la carbonatâtion est profonde, mais n'est jamais totale. Bien 
que ces résultats soient satisfaisants il serait nécessaire, 
d'entreprendre des essais de décompression sur des éprouvettes de 
plus grandes dimensions et d'utiliser des vitesses de décompression 
plus élevées pour déterminer avec certitude les conditions limites 
de résistance de ces bétons. 
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V - IRRADIATION 
5.1 - Généralités 
Après les·divers essais en laboratoire, les deux types de 
béton ont été soumis aux rayonnements neutroniques. 
Les éprouvettes destinées aux essais d'irradiation, de 
dimensions 4 x 4 x 16 cm et 2,5 x 2,5 x 10 cm, ont été obtenues 
par découpage à la scie diamantee d'échantillons de dimensions 
8 x 17 x 16 cm de manière à pouvoir conserver la même composition 
de béton que pour les éprouvettes 7 x 7 x 28 cm. 
Les irradiations ont eu lieu dans le réacteur piscine 
Triton. Les éprouvettes devaient recevoir un flux intégré de 
10 ^ n/cm" d'énergie supérieure à 1 Mev et être soumises à une tempé-
rature de 250°C au moins, dans une atmosphère de C0p statique. 
Pour déterminer les effets de l'irradiation sur les bétons, 
les mesures des caractéristiques physiques et mécaniques ont été 
effectuées sur le. éprouvettes irradiées et sur des éprouvettes 
témoins non irradi*' conservées sous COp, d'une part à la tempéra-
ture de 20°C et d'< part, à la température des éprouvettes 
irradiées. 
5.2 - Dispositif d'irradiation 
Un dispositif d'irradiation, adapté aux emplacements de la 
pile Triton a été réalisé grâce à la collaboration de M. G.GILBERT 
de la Section Physique et Expérimentation, Il a été conçu sans 
chauffage auxiliaire ni régulation, les températures désirées étant 
obtenues par le chauffage nucléaire seul. La figure 15 montre le 
dispositif utilisé pour l'irradiation de ces bétons. 
La partie du dispositif située en pile comprend notamment, 
un pier: ripport et une "chaussette" en AG5 adaptés à l'emplacement 
dlrra ; '.'.· u.p . 
- la chausc .. .9. renferme deux conteneurs étanches en tôle mteLnce d'acier 
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inox pliée, reliés chacun à la surface de la piscine par deux tubes 
pénétrant l'un par le fond supérieur, l'autre par le fond inférieur, 
qui assurent ainsi la liaison avec l'extérieur. Ils permettent en 
particulier, d'irradier les échantillons en atmosphère contrôlée en 
assurant un balayage préalable des gaz du conteneur. Les tubes péné-
trant par le fond supérieur permettent également le passage des 
thermocouples qui indiquent les températures d'irradiation. La 
figure n°l6 montre un conteneur d'irradiation. 
- un des conteneurs renferme une série de trois échantillons 
4 x 4 x 16 cm (possédant des plots en titane aux extrémités de leur 
axe longitudinal, pour la mesure des variations dimensionnelles) 
séparés par trois cales 4 x 4 x 4 cm confectionnées avec le même 
béton et qui portent les thermocouples. 
- l'autre conteneur renferme deux séries d'échantillons composées 
chacune de quatre échantillons 2,5 x 2,5 x 10 cm et de trois cales 
2,5 x 2,5 x 2,5 cm confectionnées avec le même béton et qui portent 
les thermocouples. Chaque thermocouple noyé dans le béton au moment 
de sa fabrication a sa soudure au centre de chaque cale. 
- les intégrateurs (cuivre sous carbure de bore) qui permettent de 
déterminer les doses de rayonnements reçues par les échantillons, 
sont placés dans des plaquettes en aluminium de même section que les 
échantillons et d'épaisseur 1 cm. Ces plaquettes s'intercalent entre 
les échantillons dans chaque série (voir figure n°17). 
- chaque série d'échantillons est enveloppée dans une feuille 
d'aluminium de 12/100 mm d'épaisseur, en une seule épaisseur, et une 
lame en alliage AG-, de 1 mm d'épaisseur est glissée dans le conteneur 
en même temps que les échantillons, sur la face opposée à la face 
principale de refroidissement. Ce mode de conditionnement a été mis 
au point après différentes expériences : le but recherché étant : 
- un gradient longitudinal et axial le plus faible possible 
dans chaque échantillon, 
- des températures d'échantillons les plus semblables possib?.: , 
quelle que soit la taille de l'échantillon et sa place dans le 
dispositif d'irradiation. 
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5,5 - Conduite des essais 
Après leur fabrication, toutes les éprouvettes ont été 
conservées un mois dans l'air à 20°C et 60% d'H.R puis elles ont été 
étuvées en pratiquant des paliers de température jusqu'à la température 
de 450°C. Cet étuvage provoque le départ de l'eau des échantillons et 
on minimise ainsi les effets néfastes de la brusque montée en 
température du béton qui a lieu au début de l'irradiation. L'étuvage 
a duré 10 jours. Les échantillons ont été mesurés avant et après 
étuvage. Ce sont ces mesures effectuées après étuvage, qui servent 
de référence pour les mesures effectuées par la suite sur les 
éprouvettes irradiées et sur les éprouvettes témoins. 
A/ - Après étuvage, les échantillons destinés à l'irradiation ont 
été introduits dans les conteneurs. L'étanchéité du conteneur a été 
contrôlée et l'ensemble du dispositif a été mis en irradiation. 
L'atmosphère de remplissage étant du C0? à la pression relative de 
1 bar (à cause de la pression de l'eau de la piscine, cela correspond 
en fait à une pression de 2 bars par rapport à la pression atmosphéri-
que) pour tempérer le choc thermique sur les échantillons, la première 
montée en puissance du réacteur a été faite par paliers de 0,5, 2, 3, 
4, 5 et 6 MW, le régime de fonctionnement étant de 6 MW. 
Après irradiation, le dispositif est resté pendant 10 jours 
en désactivation dans la piscine du réacteur. La partie basse a été 
ensuite transférée en cellule active pour être démantelée et on a 
procédé à la récupération des échantillons et des intégrateurs. 
Les échantillons ont ensuite été transférés par chateau de 
plomb à Saclay dans la cellule Prométhée-Pyrrba des laboratoires 
Haute activité où ils ont été mesurés après un étuvage de quelques 
jours à 120°C, pour éliminer l'eau libre éventuellement réabsorbée 
lors des divers manutentions et stockages. Les intégrateurs après 
avoir été mis individuellement dans de petits chateaux de plomb ont 
ensuite été transférés à Saclay. Les mesures ont permis de déterminer 
les doses de rayonnements reçues par les échantillons. 
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B/ ­ Après étuvage, une partie des échantillons témoins a été 
conservée à 20°C sous C0? à la même pression que les échantillons 
irradiés et pendant le même temps, dans des conteneurs analogues à 
ceux qui ont servi pour les échantillons irradiés. Ensuite, les 
échantillons ont été mesurés en laboratoire. 
C/ ­ Après étuvage, l'autre partie des échantillons témoins a été 
conservée sous COp à la même pression et à la même température que 
la température moyenne subie par les échantillons irradiés et pendant 
le même temps. Ensuite, les échantillons ont été mesurés. 
Les mesures sur les éprouvettes irradiées et témoins ont 
été réalisées simultanément au laboratoire et dans la cellule 
Prométhée­Pyrrha (Laboratoires de Hautes Activités CEN/Saclay), au 
moyen d'appareils de mêmes caractéristiques. La figure 18 montre 
les appareils de mesure installés dans la cellule Prcméthée­Pyrrha. 
Ces mesures conduisent à la détermination des variations de masse, 
de dimensions, du module d'élasticité dynamique (par l'intermédiaire 
de la vitesse de propagation d'une onde ultra­sonore le long de l'axo 
longitudinal de l'éprouvette) et des résistances mécaniques en flexios 
et compression. 
5,4 ­ Résultats d'irradiation ­ Interprétation 
Les conteneurs renfermant les échantillons de béton n°l et 
n°2 ont été irradiés dans le réacteur piscine Triton pendant 1 mois, 
(1 cycle) dans deux emplacements de flux instantanés semblables. La 
figure n°17 montre pour chaque type de béton, la disposition des 
éprouvettes, des thermocoupfes et des intégrateurs dans le conteneur 
d'irradiation. 
A l'aide des températures données par les thermocouples on 
a estimé les températures moyennes subies par les échantillons ainsi 
que le gradient longitudinal (Δ & ) pour chaque échantillon. Les 
fluctuations de température au cours du cycle sont de ­ 15°C et de 
­ 10°C respectivement pour les bétons n°l et n°2. 
Les résultats des mesures effectuées sur les intégrateurs onte, 
permis d'évaluer les doses d'irradiation reçues par les échantillons, 
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Les températures et les doses d'irradiation pour chaque 
échantillon sont données dans les tableaux n°IV et V. 
La température à laquelle ont été soumis les échantillons 
>endant le cycle thermiq 
de ces températures,'soit 250°C. 
témoins pen ue sous C0p a été choisie en fonction 
Les figures 19 et 20 montrent les échantillons de béton 
n°l et n°2 après irradiation. 
Les résultats des mesures effectuées sur les échantillons 
irradiés, les témoins thermiques et les témoins ambiants, sont donnés 
dans les tableaux n°VI, VII, VIII, IX. 
Y§ri§5l2u§_ÉÉ_B2ì5S (le Poids Ρ est donné en grammes, les variations 
de poids Δ Β ? en %). On constate une augmentation de poids des 
échantillons conservés sous C0p, qui est vraisemblablement due à une 
carbonatâtion du béton. Cette augmentation de poids assez faible 
(environ 0,5%)» qui est du même ordre de grandeur pour les échantil­
lons témoins non irradiés, quelle que soit la température est en 
revanche plus importante pour les échantillons irradiés : 0,8$ environ 
pour les échantillons 4 x 4 x 16 cm et 1,5 % pour les échantillons 
2,5 x 2,5 x 10 cm. Il est à remarquer que les augmentations de poids 
les plus importantes sont celles des éprouvettes qui ont reçu le 
flux de rayonnement le plus élevé. 
Variations_dimensionnelles (retrait R ou gonflement G en microns par 
mètre). On observe un léger gonflement des échantillons témoins : 
50u/m pour ceux conservés sous COp à 20°C et 120p./m pour ceux 
conservés sous C0p à 250°C ; tandis que l'on note un retrait important 
des échantillons après l'irradiation (lOOOyui/m pour le béton n°l et 
I5OO M/m pour le béton n°2. 
Le retrait de ce béton sous irradiation demanderait d'autres 
études. En effet, après les irradiations effectuées précédemment on 
constatait toujours un gonflement important du béton sous l'effet des 
rayonnements. Mais ces expériences d'irradiation avaient été effectuées 
en atmosphère neutre (azote ou hélium) et sur des bétons composés de 
granulats naturels compacts ou à porosité ouverte. Tandis que dans le 
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cas présent il s'agit de types de béton à granulats particuliers: 
argiles expansées, à porosité fermée. Le liant était un ciment 
alumineux dans tous les cas. 
Modules d'élasticité dynamique (Modules d'Young) E est donné en bars 
la vitesse de propagation de l'onde est donnée en mètre/seconde. 
Eprouvettes 4 x 4 x 16 cm. 
Les modules d'Young sont du même ordre de grandeur pour 
pour les trois traitements sous C0p auxquels ont été soumis les 
échantillons (55 000 bars pour le béton n°l, 80 000 bars pour le 
béton n°2). 
Eprouvettes 2,5 x 2,5 x 10 cm (les plus irradiées) 
Les modules d'Young des échantillons téroins sont du même 
ordre de grandeur ( 70 000 bars pour le béton n°i, 85 000 bars pour 
le béton n°2). Mais le module d'Young des éprouvettes irradiées 
est plus élevé (90 000 bars pour le béton n°l, 104 000 bars pour 
le béton n°2). 
Résistances à la flexion (contrainte de rupture) Rf est donnée en 
bars. 
Les résistances à la flexion ne sont pas affectées par 
l'irradiation sous COp et à 250°C. Les valeurs sont du même ordre 
de grandeur pour les éprouvettes irradiées et les témoins (20 bars 
pour le béton n°l et 40 à 50 bars pour le béton n°2). 
Résistances à la compression (contrainte de rupture) Rc est donnée 
en bars. 
Les résistances à la compression ne sont pas affectées par 
l'irradiation sous COp et à 250°C. En effet, les valeurs des 
résistances à la compression des échantillons irradiés sont soit 
égales ou supérieures à celles des échantillons témoins (environ 
I50 bars pour le béton n°l et 25O bars pour les témoins). 
On peut estimer que dans les conditions de l'expérience, 
c'est-à-dire, une irradiation dans un flux intégré de 10 "n/cm 
d'énergie supérieure à 1 Mev, à la température de I50 à 280°C, et 
dans une atmosphère de gaz carbonique, les deux types de béton n°l 
et n°2 ont un comportement satisfaisant. Toutefois, cette expérience 
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comparée aux expériences précédentes a mis en évidence deux phéno-
mènes importants : 
a) - Il semble que l'irradiation favorise l'augmentation de poids 
des échantillons ; cet accroissement du poids est dû pour une part 
à la carbonatâtion du béton en présence de gaz carbonique, et pour 
l'autre part à l'irradiation elle-même. Ce phénomène a été remarqué 
pour d'autres irradiations en atmosphère neutre. Dans le cas présent, 
on constate que les échantillons qui ont reçu le flux de rayonnement 
le plus élevé sont ceux pour lesquels on note l'accroissement de 
poids le plus important. 
b) - C'est la première fois qu'à la suite d'une irradiation de 
béton nous observons un phénomène de retrait du béton. Lors des 
irradiations précédemment effectuées on constatait, au contraire, 
un gonflement du béton après l'irradiation. Il semble que ce retrait 
provienne de l'action des rayonnements neutroniques sur les granulats 
d'argiles expansées et de vilmolithe en présence de COp. Cependant 
d'autres expériences seraient nécessaires pour vérifier ce phénomène 
de retrait et en déterminer les causes de façon certaine. 
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VI - CONCLUSION 
Ce contrat confié par EURATOM au Commissariat à l'Energie 
Atomique avait pour but la mise au point de deux bétons calorifuges, 
utilisables sous pression de gaz carbonique dans les réacteurs de 
puissance. On peut estimer que les bétons soumis aux conditions 
expérimentales décrites ont eu un comportement satisfaisant et 
apportent une solution de compromis très acceptable en raison de la 
contradiction technique des qualités recherchées. 
Le béton n°l à base de ciment alumineux fondu peut être 
utilisé jusqu'à 550°C. Il est d'un bas prix de revient et sa résis-
tance à la rupture par compression est toujours supérieure à 100 bars, 
son coefficient de conductivité thermique est inférieur à 0,55 W/m/°C. 
Il est possible d'envisager son utilisation dans les réacteurs de 
puissance du type graphite-gaz classique. 
Le secona béton utilisable jusqu'à 450°C, grâce aux propriétés 
du ciment Super Secar, présente des caractéristiques mécaniques 
excellentes et conserve de bonnes propriétés sous flux neutronique, 
mais il est moins satisfaisant que le béton n°l comme isolant 
thermique. Malgré son prix de revient plus élevé que celui du béton 
précédent, il présente un réel intérêt pour certaines applications 
dans des réacteurs fonctionnant à haute température. 
TABLEAU I - RESISTANCES A LA RUPTURE EN COMPRESSION EES PATES NQRMAIJES DES CIMENTS ALCKDŒUX -
Mode de conservation 
Ciment alumineux 
Ciment Secar 
Ciment Super Secar 
Air 20°C 










co2 pur 20*C 










C02 pur 450*C 










C02 pur 450#C 










Nota : IÄS résultats sont donnés en bars, pour des tempe de conservation de I mois dans les différents milieux indiqués. 
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Résistance en traction 
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Flux intégré n/ce 


































































































2 Flux intégré estimé n/cn 




















PROPRETES PHYSIQUES ET MECANIQUES 





























































































































































































Tableau η* 6 Laboratoire des Etudes 
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Tableau n* 7 
Laboratoire des 
des Bétons et des 
Etudes 
Matériaux 
PROPRETES PHYSIQUES ET MECANK3UES 






















































































































































































Tableau η" β Laboratoire des Etudes 
des Bétons et des Matériau* 
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3HYSIQUES ET MECANIQUES 
230°C 





























































































c o m 





~ ­s. & 8 
'S E 
• 
o ^ 2 ! H S 8 
è 4 
2,5 χ Χ) cm. 
— — — — 
















































































































































Tableau η* 9 
Laboratoire des Etudes 













FIG.:2.Variations de masse des ciments alumineux,conservés pendant 1 mois 
a¿50°C. en atmosphère d'anhydride carbonique 
FIG 1 . Variations de masse des ciments alumineux conservés dans les conditions 
normales de température et de pression,en atmosphère d'anhydride carbonique 
Laboratoire des études des bétons 
et des matériaux 
Laboratoire des études des bétons 
et des matériaux 




150'C/h Super Secar 
Secar 
F IG .3 ­ Variations de masse des ciments alumineux, conservés pendant 1 mois 
à 450*0. sous 40 bars d'anhydride carbonique 
â ΔΙ (mm/m) 
Dilatation 
4 5' 6 7 8 9 10 Temperature 




Fig.,4· Dilatation des ciments alumineux conservés dans les conditions normales 
de température et de pression en atmosphère d'anhydride carbonique 
Laboratoire des études des bétons 
et des matériaux 
Laboratoire des etudes des bétons 
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FIGA5.Dilatation des ciments alumineux conservés pendant un mois,ù450°C. 
en atmosphère d'anhydride carbonique 
FIG..6.Dilatation des ciments alumineux, conservés pendant un mois û 450°C 
sous 40bars d'anhydride carbonique. 
Laboratoire des études des bétons 
et des matériaux 
Laboratoire des études des bétons 
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50 100 150 200 250 'C 
Fig. 8 _ Evolution du coefficient de conductivKé thermique λ 
en fonction de la température 
Laboratoire des Etudes 
des Bétons et des Matériaux 
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j L . Température J ! ι 
too 200 300 400 
Fig.9 . Evolution des résistances en compression des bétons 1 et 2 ,en fonction de la température. 
Laboratoire des Etudes 
des Bétons et des Matériaux 
Fig.10- Mesure du fluage du béton 1 , sous 50 bars.en fonction de la température. 
Laboratoire des Etudes 
des Bétons et des Matériaux 
1011 
450 *C 




V en m/sec. 
+ + + + ­ * ­ + ■ 
béton 2 
a Π—B H Û ή Δ wr- béton 1 "H B -
Laborutoire des Etudes 





100 200 300 400 
Fig.12- Mesure de la vitesse d'ondes ultrasonores,dans les 2 bétons , en fonction de la température. 
Laboratoire des Etudes 
des Bétons et des Matériaux 
- 1012 
- Γ Ί t ΛΛ II I I ' I 
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,,ΔΡ k g / m ' 
Fig. 13 _ Evolution des variations de masse et de dimension du béton n* 1 
en fonction dt la température Laboratoire des Etudes 
des bétons et des matériaux 
e'c 
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Pertes de poids 
" kg / m ' V Pertes de poids 
Fig. U _ Evolution des variations de masse et de dimension du béton n* 2 
en fonction de la température 
Laboratoire des Etudes 
des bétons et des matériaux 
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Figure l6 : Conteneur d'irradiation 
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IRRADIATION DU BETON n° Λ <¿ rf 2. 
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Fig. 17 Disposition des éprouvettes,des dosimètres ( d ) 
et des thermo­couples(Tc) dans le conteneur 
o 
t - * σι 
ι 




Figure 19 : Echantillons de béton n0!, après l'irradiation 
o >­* oo 
ι 
. **.»'"*HT^fltojagfíliÉfrrílJ 
Figure 20 : Echantillons de béton n°2,après l'irradiation 
ISOLATION THERMIQUE PAR TOILE ET TOLE METALLIQUE 
- Procédé METALISOL -
APPLICATION INDUSTRIELLE AU CAISSON EN BETON 
PRECONTRAINT DU REACTEUR DE BUGEY I 
G. DELORT, Y. LECOURT 
Cie des Ateliers et Forges de la Loire 
SOULIER 
Chef du Service Génie Civil de la 
Région d'Equipement Nucléaire n° 3 de 
l'Electricité de France 
N° 33 
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La Compagnie dec Ateliers et Forges de la Loire, 
Département de Génie Chimique, a recherché et développé depuis 1961 
un calorifuge entièrement métallique, basé sur l'utilisation de 
toiles et çte tôles en acier inoxydable, disposées en couches 
successives qu'elle commercialise sous la marque METALI50L. 
Compte tenu des caractéristiques propres à ce matériau, 
avec les encouragements de l'E.D.F. et d'EURATOM, notre Compagnie 
a poursuivi ses recherches et essais en CO2 hélium, eau et autres 
fluides caloporteurs, en vue de l'application de ce procédé à 
la protection des caissons en béton précontraint pour des réacteurs 
graphite­CO z, AGR, HTR, BWR, PWR, etc., 
A la suite de ces développements, notre compagnie s'est 
vu confier par la Compagnie Industrielle de Travaux, par la société 
NEYRPIC et par la société BABCOCK ATLANTIQUE le calorifugeage des 
différents éléments du réacteur de BUGEY I, construit pour le compte 
de 1■ELECTRIC ITE de FRANCE et implanté sur la commune de Saint­Vulbas, 
dans le département de l'Ain, à quelques trente kilomètres de 
l'agglomération de Lyon. 
* 
Après avoir rappelé rapidement le principe de fonction­
nement thermique du calorifuge METALI50L, nous nous proposons 
d'exposer, ci­après, les conditions dans lesquelles la C.A.F.L. a 
appliqué cette méthode d'isolation au réacteur de BUGEY I. 
Nous mettrons ensuite en évidence les caractéristiques 
originales de cette structure, justifiant son emploi pour le 
calorifugeage de réacteurs nucléaires de différentes filières. 
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1°/ CONSTITUTION DU CALORIFUGE C.A.F.L. METALISOL : 
La structure "METALISOL" mise en oeuvre à BUGEY permet de 
réaliser une préfabrication en atelier extrêmement poussée 
des éléments qui sont ensuite disposés sur les surfaces à 
calorifuger. 
Cette fabrication est réalisée dans un .atelier affecté 
exclusivement à ce travail. 
L'élément de base de la structure est le panneau, empilage 
d'un certain nombre de toiles métalliques agrafées entre 
elles, puis percées pour permettre le passage des goujons 
de fixation et enfin découpées à la forme voulue à l'aide 
de scies à ruban. Ces opérations de découpe et de perçage 
sont effectuées à l'aide de gabarits réalisés, soit en 
contreplaqué, soit en acier, selon l'importance de la 
série d'éléments identiques à réaliser. 
Après exécution, ces panneaux, de même d'ailleurs que les 
autres éléments constitutifs de la structure, subissent 
un traitement de dégraissage au perchloréthylène dans une 
unité automatique, assurant le traitement proprement dit, 
le rinçage et le dégazage. Ils sont ensuite mis sous des 
enveloppes en polyethylene soudées et disposés dans des 
containers étanches d'une quinzaine de tonnes, servant 
tant au stockage en usine ou sur le site qu'au transport 
à pied d'oeuvre. 
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Les surfaces à calorifuger sont au préalable équipées de 
goujons de fixation soudés sur la peau à l'aide d'un outillage 
de soudure utilisant à la base le procédé NELSON que nos 
services ont, à la suite d'essais nombreux, adapté et modifié 
pour assurer un soudage d'une haute qualité métallurgique et 
d'une très grande fiabilité. Chaque goujon, après soudage, est 
usiné en pied pour supprimer le bourrlet se créant lors du 
soudage et réaliser un congé de raccordement avec la peau. 
Les éléments calorifuges sont disposés sur ces goujons, les 
panneaux d'une même nappe étant juxtaposés et séparés de ceux 
de la nappe suivante par une tôle séparatrice en acier inoxy-
dable. Chaque panneau est équipé sur une ou plusieurs de ses 
rives de barrières, éléments en tôle d'acier inoxydable plies 
en forme de U et engagés sur les panneaux, de manière à déli-
miter avec les tôles séparatrices des cellules parfaitement 
individualisées et d'épaisseur connue. 
Dans certaines zones particulières telles que les traversées 
de paroi, le calorifuge n'est pas maintenu par des goujons, 
mais serré sur les surfaces à calorifuger à l'aide d'un 
outillage annexe et maintenu en place par soudure des tôles 
de casing. 
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2°/ PRINCIPE DE FONCTIONNEMENT THERMIQUE : 
Le principe de fonctionnement de la structure est le 
suivant : 
Le calorifuge est appliqué sur la face interne de la peau 
d'étanchéité au contact avec le fluide caloporteur et 
baigne dans celui-ci. Sur sa face externe, en contact avec 
le béton précontraint, la peau d'étanchéité est équipée 
d'un réseau de circuits d'eau de refroidissement. 
L'usage de la toile métallique permet d'introduire entre 
la source chaude, le gaz, et la source froide, la peau, 
un matériau présentant une grande densité d'obstacle aux 
mouvements de convection naturelle, celle—ci représentant, 
dans les conditions de température et de pression qui 
caractérisent l'exploitation des réacteurs nucléaires, 
l'essentiel des transferts thermiques. 
L'ensemble constitué par l'empilage des toiles métalliques 
et des tôles séparatrices présente également une grande 
opacité au transfert par rayonnement. 
Enfin, le grand nombre de résistances .de contact existant 
dans la structure et la faible conductivité des matériaux 
mis en oeuvre entraînent une basse conductibilité propre 
de la strucutre. 
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3°/ DESCRIPTION RAPIDE DU REACTEUR DE BUGEY I : 
Le caisson du réacteur affecte la forme générale d'un 
cylindre de 17 m de diamètre et de 40 m de hauteur environ, 
équipé de deux fonds plans. 
A l'exception des 6 traversées prévues pour les soufflantes 
ou la ventilation et qui sont disposées dans le bas de la 
partie cylindrique, toutes les autres traversées sont 
situées sur les fonds inférieur et supérieur. 
Le fond inférieur est équipé des traversées d'eau, de 
vapeur, de détection de rupture de gaines, de thermocouples, 
etc... Quand au fond supérieur, il reçoit les puits de 
chargement et de contrôle, au nombre de 945. 
Prenant appui sur lu fond inférieur, se trouve la jupe sur 
laquelle repose l'aire-support et à l'intérieur de laquelle 
sont disposés les échangeurs. Le coeur est disposé sur 
1'aire-support. 
Le CO 2 sous une pression de 43 bars, est aspiré par les 
soufflantes à l'intérieur de la jupe, sous les échangeurs, 
refoulé dans l'espace annulaire se développant entre le 
fût et les pièces internes, monte jusqu'au dessus du coeur 
qu'il traverse de haut en bas, ainsi que l'aire-support, 
avant de passer dans les échangeurs. 
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La structure METALISOL a ét< utilisée pour calorifuger : 
­ La totalité de la peau du réacteur en contact avec le 
béton précontraint, ainsi que les différentes traversées, 
sur leurs surfaces externes, sur des hauteurs de l'ordre 
de 300 à 400 mm (marché CITRA), 
­ L'aire­support sur sa face externe (marché NEYRPIC), 
­ La jupe sur sa face interne (marché BABCÜCK ATLANTIQUE), 
­ L'intérieur des bulbes des traversées de vapeur (marché 
BABCOCK ATLANTIQUE), 
­ et onfin, les tuyauteries de vapeur entre les échangeurs 
et les traversées dans le fond inférieur (marché BABCOCK 
ATLANTIQUE). 
Les épaisseurs de calorifuge sont variables selon las zones 
en fonction des flux et des niveaux de température définis 
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Le poids total de toile métallique installée à BUGEY sera, 
une fois le chantier terminé, de l'ordre de 250 tonnes, 
auxquelles s'ajoutent 50 tonn,­s de tôles de 2/10 en acier 
inoxydable. 
Le nombre total de goujons posé est d'environ 16 000, la 
surface calorifugée étant de l'ordre de 4 900 m . 
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4°/ Essais 
Avant d Saborder la phase réalisation du calorifuge du 
réacteur de BUGEY I, nous nous sommes livrés, en liaison 
avec l'E.D.F. à un nombre d'essais important sur maquette 
de grandes dimensions. 
Ces essais peuvent ótre classés en deux groupes différents 
destinas à vérifier l'efficacité thermique et 1υ bon compor­
tement de la structure. 
4.1. Essais thermiques : 
Ce premier groupe d'essais a été réalisé dans des 
réservoirs de grandes dimensions, mis à notre disposi­
tion par l'E.D.F. que nous tenons à remercier ici. Ils 
ont permis de vérifier, à une échelle industrielle et 
dans les conditions exactes de marche du réacteur les 
valeurs de conductibilité résultant des essais à plus 
petite échelle effectués par nos soins sur nos instal­
lations de Firminy où nous sommes limités à des maquettes 
de 16 m environ. 
Ont ainsi été testées sur maquette de grondes dimensions 
­ Une structure représentative du fût, d'une hauteur de 
plus de 5 m et comportant un raccordement fût­ciel, 
­ Une structure représentative du ciel et comportant 
13 pui.„s de contrôle ou de chargement à l'échelle 1/1, 
­ Une structure représentative de pénétration de 
soufflante réalisée è l'échelle 1/1,8 environ, 
Ces maquettes ont également été utilisées pour vérifier 
le comportement de la structure aux décompressions 
brutales et aux cyclages thermiques. 
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4.2. Essais mécaniques : 
Ce deuxième type d'essais était destiné à vérifier la tenue 
de la structure sous les diverses sollicitations auxquelles 
elle peut être soumise en exploitation. 
- Des essais de cyclage thermique de la structure ont été 
réalisés dans des conditions d'ambiance représentative du 
réacteur en fonctionnement et simulant un nombre de cycles 
correspondant à une trentaine d'années de vie du réacteur. 
- Des essais de tenue à la corrosion ont été effectués dans 
des autoclaves pour déterminer les conditions à partir 
desquelles il y aurait lieu de craindre l'apparition de 
corrosion sous tension. 
- Des essais de tenue aux charges élevées ont été exécutés 
en plaçant des échantillons de 0,25 m sous une presse, 
échantillons sur lesquels ont été appliquées des charges 
allant jusqu'à 300 T, sans qu'aucun dégât ait pu être 
constaté sur la structure. 
- Des essais de tenue aux vibrations ont été conduits en 
3 temps. Dans une première étape, la société BERTIN a 
réalisé une maquette au 1/25 du réacteur et s'est livrée à 
une série de mesures permettant de définir une chaque point 
les niveaux ou les fréquences des fluctuations de pression 
prévisibles. Ensuite, un modèle à l'échelle 1 d'une partie 
calorifugée du fût a été réalisé et soumis à des fluctua-
tions de pression correspondant à celles qui résultaient de 
l'étude aérodynamique précédente. Cette manipulation a 
permis de connaître les niveaux des contraintes statiques 
et dynamiques se développant dans les éléments constitutifs 
de la structure sous ces sollicitations. Enfin, des essais, 
principalement de fatigue, ont été conduits sur des goujons 
et des casings pour vérifier que le dimensionnement de ces 
éléments leur permettait de supporter ces contraintes. 
-1028 
5°/ MONTAGE DU CALORIFUGE : 
Ces essais préalables ayant permis d'éviter toute impasse 
technique, nous avons procédé à la fabrication, terminée à ce 
jour, et au montage du calorifuge du réacteur ; le montage 
est, à l'heure actuelle, réalisé à 70 % environ. 
A quelques très rares exceptions près, le calorifuge est mis 
en place à l'intérieur du réacteur après fermeture de celui-
ci et mise en conditionnement de l'atmosphère à l'intérieur 
de l'enceinte. 
L'ordre de pose a été le suivant : 
- Juillet - Août 1968 : Mise en place du calorifuge à 
l'intérieur des cavités des pénétra-
tions de soufflantes. 
Le calorifuge de ces zones a été préfabriqué en éléments 
en forme de secteurs introduits dans l'espace annulaire à 
l'aide de mandrins et expansé à l'intérieur de l'espace 
pour s'appliquer sur les surfaces à protéger. 
Ce chantier a été mené en 7 semaines avec un effectif de 
12 monteurs. 
- Décembre 1968 - Janvier 1969 : Mise en place du calorifuge 
de la jupe 
Contrairement à la règle générale, ce montage a été effec-
tué dans l'atelier-site avant introduction de la jupe dans 
le réacteur et ceci pour des raisons de délai et 
d'accessibilité. 
Ce chantier a été mené en 6 semaines avec un effectif de 
10 monteurs et représente 645 m de surface protégée. 
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Avril 1969 - Juillet 1969 t Mise en place du calorifuge sur les 
parties courantes du fût, cest-à-dire 
au-dessus des pénétrations de soufflants 
Ce chantier a été mené en 17 semaines avec un effectif moyen, de 
20 monteurs et représente 1 550 m de surface protégée, 
- Octobre - Novembre 1969 : Mise en place du calorifuge sur le ciel 
et ses 950 traversées. 
Ce chantier a employé un effectif de 24 monteurs pendant 
10 semaines (dont une semaine affectée à la mise en place des 
plateformes d'accès). 
- Le chantier se poursuivra par la mise en place du calorifuge de 
l'aire-support, puis du bas de la zone cylindrique et, enfin, du 
fond inférieur ; il a été prévu, en liaison avec l'E.O.Fo de 
retarder au maximum le calorifugeage des zones basses et du plancher, 
afin d'éliminer les risques de pollution de la structure, plus 
grands dans les parties inférieures du réacteur» 
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6°/ CARACTERISTIQUES DE LA STRUCTURE METALISOL : 
L'exemple de l'application faite sur le réacteur de BUGEY I 
telle que nous venons de la décrire rapidement permet de 
mettre en évidence quelques caractéristiques de la struc-
ture METALISOL, de nature à justifier son emploi pour le 
calorifugeage de réacteurs nucléaires : 
6.1. Efficacité : 
Les essais à l'échelle industrielle, effectués sur les 
maquettes de grandes dimensions ont permis de vérifier 
l'efficacité de la structure : 
. Conductibilité confirmant les valeurs obtenues sur 
les essais à petite échelle, 
. Absence d'effet de hauteur sur un fût de 5,5 m de 
hauteur, 
. Absence de perturbation du champ de température au 
voisinage des points singuliers que constituent les 
traversées de paroi ou le raccordement d'un fût et 
d'un ciel. 
Ces essais nous ont permis non seulement de vérifier le 
dimensionnement correct de la structure dans l'appli-
cation de BUGEY I, mais également de recouper nos 
méthodes nous permetxant de définir une structure en 
fonction des conditions de fonctionnement déterminées. 
6.2. Fiabilité : 
Les essais de cyclages thermiques et les essais de 
corrosion nous ont permis de vérifier la grande fiabi-
lité de la structure vis-à-vis de l'action de la tempé-
rature et du milieu, fiabilité qui est obtenue par le 
choix de la nuance de l'acier retenue pour la fabrica-
tion des toiles ou des tôles séparatrices. 
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Dans le cas de BUGEY, la nuance retenue est l'acier inoxy-
dable 304 L, mais des coulées spéciales ont dût être réali-
sées pour maintenir, sur les exigences de l'E.D.F., une 
teneur en cobalt extrêmement basse, inférieure ou égale à 
100 ppm. 
Tous les matériaux mis en oeuvre, non seulement pour les 
toiles et les tôles séparatrices, mais également pour les 
casings, les goujons, les écrous, les rondelles et même les 
freins d'écrous ont été ainsi réalisés en nuance spéciale 
bas cobalt. 
6.3. Conditions de montage : 
Le niveau poussé de préfabrication qu'autorise la structure 
METALISOL entraine des conditions de montage particulièrement 
aisées et rapides, vis—à-vis d'autres modes de protection 
thermique* Le poids et les dimensions des éléments constitu-
tifs ont été choisis pour ne pas nécessiter de moyens de 
manutention spéciaux. 
La seule condition à remplir est une étude extrêmement 
serrée des dispositifs permettant d'organiser l'alimentation 
continue des équipes de pose, organisation qu'il est parfois 
difficile d'assurer, compte tenu de l'engorgement des rares 
accès ménagés dans la cavité, après fermeture de celle—ci. 
6.4. Propreté : 
Les protections individuelles en polyethylene placées sur 
les équipements préfabriqués, à leur sortie de l'unité de 
traitement, ne sont enlevées qu'à l'intérieur du réacteur, 
au moment de la pose. Les conditions de montage permettant 
d'effectuer celui—ci après fermeture du caisson et mise 
en conditionnement de l'enceinte, tout risque de pollution 
du calorifuge est donc parfaitement éliminé. La pose elle-
même ne nécessitant plus alors qu'un simple travail d'assem-
blage peut se faire elle aussi dans les meilleures conditions 
de propreté. 
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6.5. Tenue mécanique : 
Les essais de tenue aux charges élevées et aux vibrations 
ont permis de vérifier la très grande robustesse de 
l'ensemble vis-à-vis des sollicitations mécaniques, chocs, 
efforts statiques ou dynamiques. 
De plus, les essais de vibration nous ont permis de mettre 
au point des méthodes de dimensionnement mécaniques des 
composants : tels que goujons ou plaques de casing pour 
nous assurer, dans chaque cas, de la tenue de ces éléments 
à la fatigue, en fonction des fréquences et des niveaux 
de l'excitation. 
Ces essais ont d'ailleurs mis en évidence que, au 
voisinage des diffuseurs de soufflantes où l'amplitude des 
fluctuations de pression peut atteindre 400 millibars à 
des fréquences de quelques dizaines de hertz, il était 
nécessaire d'augmenter le diamètre et le nombre des 
goujons pour ramener le niveau des contraintes statiques 
et dynamiques à des valeurs suffisamment basses. 
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7·/ CONCLUSIONS : 
Parallèlement à cette réalisation sur un réacteur grephite-gaz-
uranium naturel, nos services ont poursuivi les recherches et 
essais permettant de définir les matériaux et les dispositions 
optimales du calorifuge METALISOL à retenir dans les conditions 
d'exploitation d'autres types de réacteurs. 
H.T.R. : 
Compte- tenu des grandeurs caractéristiques de l'hélium et des 
niveaux de pression et de température rencontrés dans ce type de 
réacteur, les développements théoriques et expérimentaux que nous 
avons effectués nous ont amené à mettre au point des structures 
moins denses que pour l'application de BUGEY I. 
C'est ainsi que nous sommes d'ores et déjà en mesure d'étudier 
le calorifugeage de réacteurs HTR basé sur l'utilisation de toiles 
moins serrées. Cette strucure, tout en permettant de rester en 
deçà des conditions à partir desquelles se manifeste l'effet de 
la convection permet de réduire les épaisseurs et la densité 
apparente du calorifuge, donc le poids de matière mise en oeuvre 
et le coût de l'isolation. 
Nos recherches se poursuivent en vue de l'utilisation de toiles 
spéciales, exactement adaptées aux conditions de fonctionnement 
du calorifuge des HTR et les premiers résultats obtenus nous 
permettent d'en escompter une nouvelle économie. 
Pour vérifier l'influence des pertes de charge longitudinales 
sur les performances thermiques du calorifuge, nous construisons 
un appareillage d'essai qui sera bnanché sur une installation 
existante du CE.A. (boucle CHELA à SACLAY). Cette installation 
permettra d'expérimenter ces structures sous des pressions atteignant 
60 bars, des températures de 500eC, en entretenant des vitesses de 
gaz le long du calorifuge pouvant atteindre 50 m/s. 
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BoW.R. : 
Les premiers résultats aynnt été très encourageants, les essais 
thermiques se poursuivent, en particulier, dans le cadre de l'étude 
sur la maquette en béton précontraint construite par ATOMENERGI 
à 5TUD5VIK (Suède). 
Parallèlement, des expériences de tenue à la corrosion sous 
contrainte dans l'eau sont conduits dans les laboratoires de 
recherche sidérurgique de C. A. F. L, , en vue de définir les 
nuances à retenir pour obtenir la fiabilité nécessaire à une 
application industrielle, pour des réacteurs refroidis à l'eau. 
Nous sommes donc assurés que les développements en cours nous 
permettront encore, à l'avenir, de répondre au mieux aux besoins 
d i f fiçile des constructeurs dans le domaine de/lä 'protection des caissons de 
réacteurs en béton précontraint. 
PROTECTION THERMIQUE PAR ECRANS A CIRCULATION DE GAZ 
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Cet exposé présente les principaux résultats obtenus lors des escala 
t'e performance du système C.3 protection thermique dit à "écrans gaz". Co 
dispositif a été étudié par SOCIA et les essais ont été réalisés sur la 
boucle FIGARO par DEUTSCHE BABCCK &.* WILCOX . (voir Fige, 15) 
Cette oampagne d'oseáis est l'aboutissement des premiers essais rérv» 
lisé3 sur des pirjieaux de type "écrans d'eau" et dont en·.­, a déjà donné les 
caractéristiques et les performances lors de la dernière réunion d'informa­
tion,! Rappelons­en brièvement les principes. 
rtr.3 l'étude de ce type d'écrans nous nous sommes diriges vsrs des 
conceptions caractérisées par la présence, en avant ou autour des tubes, de 
dispositif3 periiûttant de freiner l'apport thermique vers ceux­ci. Mais ce 
qu'il faut noter, c'est que nous n'avons n/o'DacÙjéiq£';uìlo* iopoefcsriOQ relativo 
à l'efficacité de ce "frein" » s'il se détériore ε.α cours du temps, eu s'il 
est systématiquement mauvais en un certain nombre de acnes d'étendue limitée, 
oela nre3t jas inquiétant puisque la chaleur ost captée, avent d'arriver à la 
peau d'étanchéité^ par le réseau de tubes d'eau« 
Ces idsea­cuido *­ous ont donc amenés à définir les écran.3 comma des 
dispositions : 
­ qui assurant la sécurité de la peau grâce à des tubes d'eau formant puits 
do chaleur en avant de cette peau, 
­ qui sont du construction simple et robuste de façon à fmiliter la montage 
et diminuer le prix de revient, 
­ et qui, en conséquence, ne s'attachent que dans la mesure du raisonnable, 
à limiter les déperditions calorifiques du circuit primaire» 
Tien entendu, en passant des idées­guide aux réalisations pratiques, 
nous avons été corduit3 à nuancer cette définition» En particulier, nous ne 
nous commes pas orientés vers de3 tube3 complètement .iointif3 qui auraient 
conduit comme noua l'avons déjà mentionné, à des sujétions de prix et de 
difficultés de mise en oeuvre et d'alimentation en eau. fne gïOsse partie 
de ­CotxS travail de recherche a consisté ainsi à développer les dispositifs 
qui se^  comportent, d\i point de vue do la propagation de la chaleur, comme 
s'ils' étaient munis d'un rideau continu formant puits de chaleur mai3 qui 
cependant tolèrent un espace raisonnable entre tubes» 
Le dispositif adopte pour les écrans d'eau a été finalement du type 
dit "¿tork III" (voix Pig. ï). 
L63 essais ont permis l'aboutir aux conclusions suivantes t 
­ les panneaux sont d'autant plus efficaces que les mouvements de convections 
sont plus faibles aussi bien dans 1'épaisseur du calorifuge que dan3 la zone 
do3 tube3, 
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­ l'efficacité du calorifuge est la ylus grande dans le cas d'une structure 
lamellaire, les matelas du calorifuge é^aut séparés par de mince3 feuilles 
d'acier inox et sans connexions entre euxρ 
­ le meilleur système de refroidissement est celui qui est soudé sur la tôle 
arrière oôté calorifuge. 
D'une façon générale les écrans d'eau du type Mark III s'adaptent 
particulièrement bien à l'isolation dfune partie courante sans singularités 
du fût» Par contre, ils sont difficilement utilisables pour la protection 
des traversées du caisson. 
Comme les résultats obtenus lors des essais sur le panneau Mark III 
ont démontré qu'avec de faibles vitesses de circulation d'eau (inférieures 
à 0,50 m/s), il est possible d'obtenir un coefficient d'échange dans les 
tubes euffisamment élevé (de l'ordre de 1 kW/m? °C) pour pouvoir maintenir la 
tôle arrière du panneau à une température maximale de 50°C, nous avons étudié 
la possibilité d'obtenir le même coefficient d'échange en utilisant non plus 
de l'eau mais du gaz comme fluide de refroidissement, et sans que aela 
nécessite des vitesses de circulation supérieures à quelques mètres par secon­
de» 
Cette solution possède plusieurs avantages ι 
­ Elle supprime la présence à l'intérieur du oaisson de structures contenant 
de l'eau et qui en cas d'ace;!, lent peuvent nuire à la sécurité du réacteur » 
­ Elle permet d'utiliser corme gaz de refroidisrament le fluide caloporteur 
du réacteur lui­mèaie» oe qui présente l'avantage de mettre l'intérieur des 
tubes et collecteurs en équilibre de pression avec l'intérieur du réacteuro 
­ Du fait de cet équilibre de pression, il n'est plus nécessaire de prévoir des 
struateres aussi épaisses que duns le cas des écrans d'eau, ce qui simplifie 
considérablement le problème des dilatations thermiques et réduit le poids 
des panneaux 
­ ?our la même reisohf le risqua ie rupture de collecteurs eu de tubes de 
ref^Oicrissement est praiiçuamenfc nul puisquHle ne supportent que la per+e 
de change de l'ordre da quelques centaines de grammes entre l'entrée et la 
sor lie des panneaux» Il n*a,jt donc pas r.éoesf.aira de prévoir deux circuits 
de reiToidissament indépendants en parallèle, ce qui allège notablement le 
réseau de distribution» 
­ On peut envisager l'intégration complète à l'intérieur du caisson de la 
boucla d'isolation thermique^ c'est à dire, en p."i.U3 des panneaux, des 
échangeurs de refroidissement et des soufflantes nécessaires à la circula­
tion du gas» 
Une étude théorique de ce nouveau type d'isolation thermique a été 
faite en vue de définir les structures'aptes à réaliser une protection ther— 
mique efficace de la peau d'étanchéité et des pénétrations dû caisson» Les 
études ont porté sur un panneau normal sans aucune singularité, tel qu'il se 
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présenterait sur la partie courante du fût du réacteur, sur un panneau 
"soufflante", sur un panneau de ciel comportant à.l'échelle une traversée 
de barre do contrôle et un puits de chargement du réacteur EdP 4, et sur un 
panneau de sol reproduisant six traversées de la dalle inférieure du caisson» 
Les résultats acquis pour le panneau III ont été mis à profit pour 
l'étude de ces nouveaux écrans et des essais ont été entrepris en régime 
permanent et en régime transitoire» 
Les essais ont permis de juger de l'efficacité de l'isolation dans la 
partie couttinte du fät, autour à'-& puits des blocs tubulaires supérieur et 
inférieur. Ils ont été réalisés en régime permanent de pression et en régime 
transitoire, ceci pour s'assurer de la pérennité de la protection thermique 
lors de cyclage*répétés0 
On a pu constater que dans la partie courante, les pertes sont de 
l'ordre de 2 500 w/m2 à une pression de 40 bars et pour une température de 
gaz chaud de 2500CC Ces pertes augmentent de 25 % environ pendant les dégon-
flages successifSe Cependant la température de la peau d'étanchéité reste de 
l'ordre de 50°C. Le calorifugeage autour des singularités s'est avéré très 
efficace, puisque la température de la peau reste du même ordre de grandeur 
que daas la partie courante» 
Cette campagne d'essais a été suivie d'une quotation commerciale dans 
le cas d'une application du procédé à un caisson de type AGR. 
L'ensemble des connaissances acquises sur les écrans gaz au cours du 
présent contrat d'études, a permis de conclure à la possibilité de réaliser 
la protection thermique de la cavité d'un caisson à l'aide de cette technique» 
Le stade suivant devrait être une étude de réalisation effective présentée par 
un Constructeur» 
2 RESULTATS DU PROGRAMME D'ESSAIS 
Les études et les essais ont porté sur un panneau normal sans aucune 
singularité tel qu'il se présenterait sur la partie courante du fût, sur un 
penneau "soufflante", sur un panneau <Se ciel comportant à l'échelle 1/1 une 
traversée de barres de contrôle et un puits de chargement du réacteur 
SAINT LAURENT I et sur un panneau de sol reproduisant six traversées.à la 
périphérie de la dalle inférieure. 
2.1 PANNEAU NORMAL 
2.1.1 Structure 
Comme le panneau Mark III, ce panneau est constitué par une structure 
calorifuge formée de lames de 10 mm d'épaisseur de laine minérale et par un 
réseau de tubes de refroidissement soudés sur la tôle arrière du côté du 
calorifuge (voir Pig. 2). 
Les tubes sont constitués par deux profilés en U placés l'un sur 
l'autre et formant ainsi une lame dans laquelle circule le gaz de refroidisse-
ment. Ce système permet d'obtenir un faible diamètre hydraulique et par 
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conséquent d'assurer lo coefficient d'échange entre gaz et tube de 1 kW/nr °C 
obtenu dans le panneau H I , avec une vitesse de gaz de 5 m/s environ, et un 
faible débit. 
La forme des ­tubes permet un accrochage simple des matelas de calo­
rifuge sur leur paroi» L'arrangement général des lames isolantes est fait 
de telle sorte qu'il brise les grands mouvements de convection dans le cas 
où une connexion s'ouvre entre deux lamee· 
Les tubes sont ploés horizontalement et reliés sur les deux bords 
verticaux du panneau à des collecteurs qui font partie de la structure du joint 
avec le panneau suivant» 
2,1.2 Résultats des essais 
L'efficacité du refroidissement dû à l'effet d'ombre des tubes 
permet à la tôle arrière d'encaisser des variations importantes de pression 
et de température de la face chaude pour une structure d'épaisseur donnée» 
Cette sécurité se trouve renforcée par le fait que la conductance est 
indépendante du gradient dans le panneau» 
Les fuites thermiques à 40 bars sont de l'ordre de 2 500' W/nr à 
travers le panneau ; (voir Fig» 4) la partie qui transite par la tôle arrière 
avant d'être évacuée n'est que de 250 Vi/n?, soit 10 fo seulement du flux 
total. En partie courante du pannaau , les températures côté froid sont 
inférieures à 50°C à 40 barso Le long du joint entre deux panneaux elle est 
plus éleva d'environ 20°C, 
Pendant les essais transitoires, (voir programme d'essais Pig» 7 ) , 
on constate une augmentation de la conductibilité glotale du panneau due au 
réarrangement des structures qui incite à prendre un coefficient de sécurité 
égal à 1?25 sur la dite conductibilité (voir Fig» θ). 
Cette augmentation des fuites thermiques se traduit en partie cou­
rante par un échauffement des tôles côté froid de 15°C environ par rapport aux 
essais en régime permanent, ce qui reste acceptable» 
2.2 PANNEAU "SOUFFLANTE«' 
2»2.1 Structure 
Le principe de montage est absolument identique à celui ds¿ panneau 
normal» Du fait de la présence du trou de soufflante, le circuit a été décom­
posé en deux demi­circuits identiques situés de part et d'autre de la 
pénétration (voir Fig» 3). 
Lo panneau normal et le panneau soufflante couvrent chacun la moitié 
des parois verticales de la boîte d'essai (voir Fig„ 9) de façon à se rappro­
cher le plus possible des dimensions réelles des panneaux dans le cas du 
réacteur» 
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2.2,2 Résultats des essais 
Dans la partie courante du panneau, les températures sur la tôle 
arrière et sur la tôle de boate froide varient de façon analogue à celles 
observées sur le panneau normal» Elles sont seulement perturbées au 
voisinage du trou de soufflante» Sur le contour du trou, la température de 
la tôle arrière reste normale et ne dépasse pas 50°C à 40 bars ; ce bas 
niveau montre l'efficacité du refroidissement qui entoure le trou, efficacité 
qui s'explique par le fait que la totalité du débit d'un demi-panneau passe dans 
le collecteur qui ceinture la traversée avant de se distribuer dans les 
différents tubes de refroidissement du panneau lui»raêmee 
Les pertes thermiques dans la zone de la pénétration sont d'environ 
4k'V par mètre linéaire à 40 bars le long du raccordement à la partie courante» 
Par contre,1e long du canal de soufflante, elles sont plus importantes 
et de l'ordre de' 12,5 &*/iß:ce qui explique quelques ¿oints "Chauds par 
la tôle arrière dans la zone correspondante. 
Le comportement du panneau en régime transitoire est analogue à celui 
du panneau normal. Les températures sont notables au niveau du joint qui 
entoure la pénétration, et il faudrait améliorer le montage du calorifuge 
dans cette zone pour éviter le décompactege de la laine et les infiltrations 
de gaz» 
2.3 PANNEAU DE CIEL 
2,3.1 Structure 
Le panneau de ciel est constitué par une structure calofigs.constituée 
de matelas de laine minérale de 10 mm d'épaisseur accrochés sur les deux 
traversées (voir Fig» 10). 
Ces traversées sont calorifugées à l'aide de lames verticales de 
laine minérale .de 10 mm d'épaisseur et les fuites thermiques sont 
recueillies par une lame de gaz qui circule le long des pénétrations à 
l'extérieur du calorifuge (voir Fig. 10). 
Les collecteurs d'entrée et de sortie circulent entre les traversées, 
soudés sur la peau d'étanchéité, dans un espace ménagé entre le calorifuge 
horizontal et la peau. Ils sont reliés aux boîtes d'alimentation des traver-
sées par des sous-collecteurs non soudés sur la peau et qui absorbent les 
dilatations thermiques (voir Fig. 11 ), Le tracé des collecteurs et des sous-
collecteurs est conçu de façon à pouvoir se reproduire quand on passe aux 
traversées voisines dans le cas du réacteur. La structure isolante et le 
système de refroidissement sont complètement séparés» 
Un système de refroidissement auxiliaire permet dans le cas parti-
culier do la boîte d:essai de refroidir la partie de la peau ne comportant 
pas de traversées. Ce circuit n*existerait pas dans le cas du réacteur et 
pourra être arrêté pendant les essais. 
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2.3 »2 Résultats des essais. 
Le fait que les circuits auxiliaires et les collecteurs d'alimentation 
des chemises de refroidissement des traversées soient soudés sur la peau 
assurent une grande efficacité au système d'évacuation des calories et permet 
de maintenir la boîte à une température basse et uniforme de l'ordre de 
50°C environ à 40 bars» 
L'étanchéité des matelas de calorifuge est suffisante pour ne pas avoir 
de turbulences et d'échanges thermiques intempestifs entre le calorifuge et 
la tôle de boîte froide» 
Les problèmes de dilatation thermique ont été résolus sans que cela 
entraîne des défauts de joint entre Iß calorifuge et les fourreaux des 
traversées. Par contre, il faut veiller à ce que ces joints n'entraînent pas 
des connexions thermiques importantes quand on atteint des pressions de 
l'ordre de 30 bars« 
La conductibilité moyenne du calorifuge placé sur le ciel et autour 
des pénétrations est inférieure à 0,25 W/m °C à 40 bars» 
En régime transitoire, on constate que, comme pour les panneaux 
verticaux, les températures de tôle, côté froid, augmentent d'environ 15°C 
au cours des essais transitoires. Mais malgré cela, elles ne dépassent 
jamais 60°C et par conséquenc la sécurité reste bonne» 
D'autre part, la puissance évacuée varie dans des limites beaucoup 
plus étroites que pour les panneaux verticaux comme le montre la figure 12» 
2.4 PANNEAU DE SOL 
2»4»1 Structure 
Les traversées du sol sont protégées suivant le même principe que les 
traversées du ciel (voir figures 13 et 14). La disposition des traversées 
reproduit la périphérie de la dalle inférieure du réacteur ST LAURENT I 
On retrouve comme poui* · le panneau du ciel les collecteurs et sous-
collecteurs reliés aux boîtes d'alimentation des traversées. L'épaisseur 
de calorifuge a été notablement diminuée du fait que la source chaude se 
trouve au-dessus de panneau. 
2,4»2 Résultats des essaia 
Aux basses pressions, les résultats obtenus pour le fond inférieur 
sont au moins aussi bons que pour le panneau du fond supérieur, en raison 
de la stratification naturelle du gaz entre le calorifuge et la tôle de 
boîte froide. 
On constate cependant qu'aux pressions élevées, il s'établit une 
connexion entre les faces supérieures et inférieures du calorifuge, me-is 
cet effet est retardé par rapport au fond supérieur d'une dizaine da bars 
environ» 
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En régime transitoire, l'échauffement des tôle arrière et de boite 
froide est supérieur à celui mesuré pour les trois autres panneaux puisqu'il 
est d'environ 30°C. Ceci provient du niveau du flux plus élevé que pour le 
panneau de ciel, que ce seit un régime permanent comme un régime, transitoire» 
.3 CONCLUSIONS 
Le panneau normal donne des résultats satisfaisants» On constate que 
les flux sont en régime permirent au maximum de 50 $ supérieurs à ceux 
mesurés sur le panneau Mark III (voir figure 4). Ils augmentent encore de 
25 % environ pendant les dégonflages successifs» Mais les températures côté 
froid restent correctes» Il faut cependant veiller à une exécution plus 
élaborée des joints entre panneaux pour diminuer la température de la boite 
froide dans la zone correspondante» Les essais transitoires montrent par 
ailleurs que des essais de dégonflage rapprochés et de faible amplitude mo-
difient peu la conductibilité du panneau ; par contre, il faudrait s'assurer 
que c'est également le cas pour des dégonflages de grande amplitude. En tout cas, 
il est toujours possible d'augmenter l'épaisseur de calorifuge pour réduire · 
l'importance des phénomènes transitoires. 
Dans ,1a région des trous de soufflante, le même soin doit être 
apporté à la confection et à la mise an place du joint que pour ceux reliant 
ies panneaux normaux entre eux» 
Le panneau de ciel est d'une grande efficacité thermique puisque les 
pertes thermiques sont faibles et la température de boîte froide basse» 
Cependant une amélioration des joints entre les matelas de calorifuge et les 
traversées devrait permettre de supprimer ou atténuer le3 connexions qui 
s'établissent entre les deux faces du calorifuge aux pressions élevées. En ce 
qui concerne le comportement des panneaux en régime transitoire, il est 
meilleur que pour le panneau vertical, et ne soulève pas de nouveaux problèmes. 
Le panneau de sol a une efficacité thermique analogue à celle du 
panneau de ciel, nais le niveau de flux étant beauboup plus élevé, des 
variations JJlna ioporikeutes apparaissent en régime transitoire» Il faudrait 
épaissir le calorifuge jusqu'à atteindre par exemple l'épaisseur adoptée 
pour le ciel» 
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Le contrat établi, entre EURATOM d'une part, SOCIA et la DEUTSCHE 
BABCOCK & WILCOX d'autre part, a permis de mettre au point une boucle d'essai 
qui a donné pleine satisfaction tant du point de vue des performances 
thermiques que de celui, des facilités de montage et de démontage et d'adap-
tation aux structures calorifuges à essayer» Eile présence por ailleurs 
l'avantage de permettre des essais dynamiques grâce à la soufflante incor-
porée au caissone Au cours du présent contrat, elle a permis de réaliser 
des essais en atmosphère de CO2 mais sa conception et son mode de construc-
tion permettaient aisément de l'utiliser pour des essais avec tout autre 
gaz, et en particulier en atmosphère d'hélium , 
En ce qui concerne les performances de l'isolation d'un oaisson à 
l'aide "d'écrans", les différentes campagnes d'essais ont d'abord permis de sé-
lectionner' la structure présentant la meilleure efficacité, à savoir un 
écran de type Mark III à tubes noyés dans une structure lamellaire de calo-
rifuge. Elles ont ensuite montré qu'il était impossible d'utiliser l'eau 
comme fluide de refroidissement pour les traversées du caisson. Mais par 
contre, les résultats obtenus avec l'eau dans un panneau courant ont montré 
qu'il était possible d'utiliser le gaz comme fluide caloporteur. Ceci a 
abouti à la définition d'une structure "d'écrans gaz" inspirée du Mark III 
et dont les résultats sont très prometteurs» 
Il n'en reste pas moins qu'il faudrait des études supplémentaires 
pour optimiser davantage les structures et pour mettre au point l'aménage-
ment de la boucle d'alimentation,eu •¿tij^j.iï&J.CH· des collecteurs baignant dans 
le ga^ filasti.; 
Sur la base des études et essais réalisés au cours de ce contrat, 
une offre estimative a été étudiée» Elle permet de faire une comparaison 
entre la technique des "écrans gaz" et les techniques plus conventionnelles. 
Bien que les études techniques du programme d'essais aient été 
faites en référence au réacteur ST LAURENT I, l'offre a été étudiée pour un 
réacteur de type AGR peur profiter de la possibilité que nous avions d'utili-
ser un dossier existant. 
De ce fait, il a été convenu de n'indiquer dans l'offre que des prix 
estimatifs et de proposer un certain nombre d'études et d'essais complémentaires 
nécessaires pour éprouver la sûreté du système de protection thermique dans 
le cas d'un réacteur AGR. 
Les prix ont été calculés par DEUTSCHE BABCOCK & WILCOX, à partir 
des plans de principe étudiés par SOCIA* Le pritf global obtenu» soit 
2 9OO DM/m^, pourra être comparé utilement avec celui des systèmes d'isola-
tion conventionnelle» 
Il faut noter à ce sujet que le système de protection, objet de cette 
offre, comprend à la fois le calorifuge et le système d'évacuation des 
calories (lequel dans les réacteurs existants, se trouve soudé sur le ®ôté 
extérieur de la peau d'étanchéité) et les échangeurs de chaleur (soufflantes 
exclues). Il faut donc en tenir compte dans une comparaison de prix. 
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Cet avantage supplémentaire des écrans gaz n'existe que dans la mesure 
où on ne décide pas, malgré tout, de placer pour des raisons de sécurité 
un circuit de refroidissement classique sur la peau. 
Le prix relativement bas auquel on aboutit devrait encourager à 




DE 10 mm 
TUBE DE REFROIDISSEMENT 








SUR LE TUBE 
RAIDISSEUR 
COUSSINS DE LAINE MINERALE 
SOUDES SUR LES PROFILES 
ECRAN D'EAU­PANNEAU N°JJI 
COUPE VERTICALE 
¡COUSSINS DE LAINE MINERALE 
DE 25mm 
FIG,'1 
ECRAN GAZ ­ PANNEAU NORMAL 
' . COUPE VERTICALE FIG.2 
2 
ut 
f — j f 
= 1 
— I 
ιτ\ζ —rr " ±. ­^(l ' > " ~3^z zrc 
LONGUEUR DEVELOPPEE = 3880mm 
_Π_ ■Æ 
= 1 
TUBES IDENTIQUES A 










■ t : : : . 
1 . 
j 
!. . l i p : φ. 
I 
























: 1 ! 
Ί ; '1 
• :l: : 
± -f-
j 
: : ι . 
1 
- -I . 









14 s^  




i : # ä H\ , .:::!;.".: : : .ν. 





W : \ \ 
ϋ .1 




i i ; ; : ; ­ ; 
' ■ ■ : " 




i l i 
1 : 
: : i 
N. j 





! 1 ϋτίτϋτιτττ: 
ί: Ι- ! : : 1 : : : ; 












. . ] . ; j.T.j V: 
ι ■ ] 





'v ^s \J ^r 
vvV. 
1 



































































reina. ¿ ι Ti « m e π f. 
i 
&%£. hor ' i 'Zonrol 
a u p a n n e a u ■ 
I 
Pr *«> tars 
Τ­ ZSO »C 
PANNCAU N O R M A L 
­D i i Iri'buKan ver h tale ¿CS 
T­emp«ral­urc» le long d« l'«»e 
. ζ^ »ur. la heU._cBrcii»xe 
£ip jar' Uboîh« f ro, Je 
FIG. 5 
i. <*. So _ . . * · ίο rjo-c Τ »C 
Ρ , ttOmWltS, 
PArl^CAVV N O R M A L 
Ui 5 fri bu Kon hor, ion Kxle d * l 
I t m p t W ^ r u Sur L· r i l e e r r i e t 
• r »ur (a »s'ire r ro ide / !c Ι ·η ι 




t ! χ 
PANNEAU SOuFFLANTe 
J^isrri bul·,ση nor.'fconral* «des 
3rr»at Γα f u f e » Sur la l'ole, a m i r e 
l«e i*n$ o­ l»«c du pttnneau . 
O 
oo 
1 e t 
(δ) s v ­ * 






Puissance r r « v « o a n l · le 
p û n n e o M no.'rnoit aeridainr 
les d i r r e r » * ! « » phases «ic> 
eSSai j ^otnfcihoire». 




PROGRAMME D'ESSAIS EN REGIME TRANSITOIRE 









TOLE DE BOITE FROIDE 
—il 
ECRAN GAZ -COUPE HORIZONTALE DE LA BOITE 
FIG.9 
PUITS DE BARRE 
DE CONTROLE 
BOITE DE SORTIE 
BOITE D'ARRIVEE 
PUITS DE CHARGEMENT 
TOLE DE LA 
BOITE FROIDE 
COUCHES DE 1cm CASING 
ECRAN GAZ _ PANNEAU .DE CIEL 




CIRCUIT DE REFROIDI 
COLLECTEUR DE SORTIE 
ECRAN GAZ . PANNEAU DE CIEL 






Pui'uance. traversant· le 
pannMu de ciel pcndcanh 
fts ^i'fíe'rcnjfes phase« desiai» 
(ταοίϊVires j 
Puliscine« ramenée, a *tSt hfllUi 
et- 25D«cj 
BOITE DE DISTRIBUTION SORTIES DU GAZ 
ECRAN GAZ - PANNEAU DE COL 
VUE EN PLAN FI3.13 
LAME DE GAZ DE 
REFROIDISSEMENT 
BOITE DE SORTIE 
BOITE D'ENTREE 
DE SORTIE 
TOLE DE BOITE FROIDE 
E C P \ N GAZ _ PANNEAU DE SOL 




ATO ­ SSO? 
Vtromdu. jatiM* Moi Bo. - CM Bot 
Bouar^ooi, 2mtch*.-H*Ari-mi3B 
UJtUvtaf 
Β .τ· S 
¿ . . * - * · 
ATO-íSmO 
aiinJm-o'J (Ood-m) 
Wosurwoñd Hork S 














Walter* Bauteil* BJSÍ Vtriurfuaulbou: 
Wärmt fauMcÅ+r , ßoitgruppm 10 , ZmUfm-Nt AT0-6BH ¡ 
Anordnung a*f ZmicAn-H* AT0-Í3B9 
B*pmneton*tank , Bmugrufpm ü 
ùrmckhmtmknà , · H 
Verankerung Oes Druckbohálters 




Water Walls VZ~m¿\ 

WÄRMEISOLIERUNG SYSTEM KRUPP 
F. BREMER 
Fried. Krupp Universalbau 
N° ¿ka 
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Herr Vorsitzender, meine Damen und Herren, 
Ich bin etwas überrascht über diese Aufforderung, ich will ihr 
aber gerne folgen. Ich bin allerdings nicht in der Lage, Ihnen 
eine neue Art der fertigen Isolierung zu präsentieren und ich 
kann eigentlich nur das wiederholen, etwas ergänzen, was ich in 
diesem gleichen Kreise vor etwa zwei Jahren angedeutet habe. 
Ich hatte Ihnen damals berichtet, dass wir auf Grund von 
Wärmefluss-Untersuchungen im Hochofenprozess darauf gekommen 
sind, dass man eigentlich Stahlkugeln recht gut als Wärmeisolie-
rung benutzen könnte. In einer groben Rechnung und in einem Ver-
such hatten wir festgestellt, dass bei einer losen Schüttung 
von Stahlkugeln eine Wärmeleitfähigkeit in der Grössenordnung 
2 von 0,^ Kcal/m °C h erreichbar war. Meine Firma ist primär nicht 
deran interessiert, eine eigene Isolierung zu entwickeln. Auf der 
anderen Seite sind wir aber sehr daran interessiert, eine hoch-
druckfeste Isolierung in kürze zur Verfügung zu haben. Durch 
Marktbeobachtungen mussten wir feststellen, dass offenbar auf 
dem Gebiete nichts läuft, so dass wir uns vor einem halben Jahr 
entschlossen haben, dieses Probmem nun selbst uns vorzunehmen. 
Es besteht also die Absicht, im Rahmen des Grundlagenforschungs-
programmes, das Herr Professor Jaeger vorgestern hier erläutert 
hat, und das von der deutschen Bundesregierung finanziert wird, 
diese Art der Isolierung nun industriereif zu machen. Wir haben 
in der Zwischenzeit einige weitere Laboruntersuchungen gemacht, 
und zwar sind wir abgewichen von der Stahlkugeln und haben Kugeln 
verwendet aus Hartporzellan bzw. aus hartgebrannten Tonmineralien, 
immer im Hinblick darauf, dass wir eine Druckfestigkeit benötigen, 
2 die einaxial mindestens 150 Kg pro cm beträgt für einen ganz 
bestimmten Reaktortyp. Ich überlasse es Ihrer Phantasie wofür. 
Wir hatten im Laborversuch mit Porzellankugeln von 12 mm 0 eine 
2 
Wärmeleitfähigkeit gemessen von 0,29 Kcal/m °C h. Im Grossver-
such in einem Druckbehälter, der 5 m Durchmesser hatte und etwa 
10 m Höhe, haben sich diese Werte bestätigt. Sie lagen etwa 10 % 
niedriger, 0,26 Kcal/m °C h. Nun sind diese ganzen Untersu-
chungen bisher von uns mit hydraulischen Bindemitteln gemacht 
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«Orden. Aber diese hydraulischen Bindemittel sind natürlich auf 
die Dauer nicht zu gebrauchen, und wir haben in unserem Programm 
keramische und chemische Binder zu benutzen. Die Oberflächen-
temperatur dieser Isolierung, wir benutzen einen heissen Liner, 
liegt also in der Grössenordnung von 300 °C und das Uberschuss-
wasser, das sowohl bei der keramischen Bindemasse als auch bei 
der hydraulischen Bindemasse vorhanden ist, wird in der Erhär-
tungsphase, die etwa bei 100 °C liegt, durch eine Vakuum-
Behandlung dem Bindemittel entzogen, so dass sich später im 
Betrieb kein Dampfdruck aufbauen kann und keine Beeinträchtigung 
der Wärmeleitfähigkeit auftritt. Das ist eigentlich alles, was 
ich Ihnen an positivem Material sagen kann. Nach dem Programm, 
das mit der Bundesregierung abgestimmt ist, werden wir etwa in 
20 Monaten fertig sein müssen. Und ich habe vielleicht Gelegen-
heit bei der nächsten Tagung einen Abschlussbericht, wenn wir 
erfolgreich sein werden, was ich persönlich glaube aufgrund der 
Voruntersuchungen, geben zu können. Danke sehr. 
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20.11.1969 
Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging N° 32 à J>k 
M. Tytgat, Euratom : J'ai tout d'abord une question pour 
M. Dubois. J'aurais voulu savoir, étant intéressé aux réacteurs 
à haute température, si le composé particulier que le béton crée 
en atmosphère de C0_ pourrait être considéré comme stable, 
c'est-à-dire si ce béton stabilisé, introduit dans une atmos-
phère inerte d'hélium à des températures de l'ordre de 300 °C, 
resterait stable ? Dans l'hélium d'un réacteur à gaz à haute 
température il y a une certaine quantité, mais très faible, de 
COp et de CO. Est-ce que ces impuretés pourraient éventuellement 
aider au maintien de la stabilité du béton calorifuge ? 
Une autre question que j'ai à poser à M. Freour. J'aurais voulu 
avoir une idée de la vitesse du gaz dans les divers tuyaux de 
refroidissement et avoir une idée également de la quantité de 
gaz de by-pass qui doit circuler dans les tuyaux de refroidis-
sement. Est-ce que cette circulation se fait simplement par la 
différence de pression introduite par la soufflante principale 
ou est-ce qu'il faut un circuit spécial de circulation des gaz. 
v¿uel est de plus l'ordre de grandeur de la consommation d'élec-
tricité des circulateurs ? 
M. Dubois, CEA : Première question, stabilité des bétons sous 
hélium. Nous pouvons dire que le béton se comporte bien sous 
hélium car la plupart des irradiations de ces matériaux ont été 
faites sous hélium. Sauf ici, cas particulier, nous l'avons fait 
sous C0p car nous savons que les bétons sous CO se comportent 
très différemment. 
Deuxième question : En effet, je crois que c'est très bon s'il 
y a du C0_ dans l'hélium. Le béton s'améliorera et c'est un des 
procédés que nous pensons utiliser pour la stabilisation. Ce 
serait très compliqué à vous expliquer. 
Je crois avoir répondu à vos deux questions. Je profite d'être 
ici pour dire à M. Bremer que nous faisons des études de conduc-
tivité thermique avec des billes d'acier et c'est le procédé de 
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protection thermique qui sera utilisé dans le bouchon tournant 
de PHENIX. Si cela peut lui rendre service, nous sommes à sa 
disposition. 
M. Freour, Socia : En ce qui concerne les vitesses de gaz dans 
les tubes, elles ont été calculées à partir des essais que nous 
avions fait avec l'eau, de façon à avoir le même coefficient 
d'échange au contact du tube de refroidissement. Nous avions, 
dans le cas de l'eau, un coefficient d'échange d'environ 
2 1000 Kcal/m °C h, avec une vitesse de l'ordre de 0,5 m/sec. 
Nous avons conservé cette même valeur et nous avons obtenu pour 
le CO à kO bars le même coefficient d'é. 
la section avec des vitesses de 5 m/sec. 
change, en jouant sur 
En ce qui concerne les débits, je n'ai pas les chiffres dans ce 
rapport, mais de mémoire je pense que pour des panneaux de 
2,50 m de haut environ, avec un pas entre les tubes de 400 mm, 
le débit est de l'ordre de 2y5 Kg/sec. pour le panneau. Cette 
valeur ne dépend que de la hauteur, dans le cas des panneaux 
verticaux. Elle est indépendante de la longueur du panneau 
puisque chaque panneau est alimenté par des sous-collecteurs 
qui se trouvent sur les côtés du panneau, et quelle que soit la 
longueur du panneau, le débit est naturellement le même. 
En ce qui concerne les soufflantes de circulation, j'ai indiqué 
brièvement tout à l'heure qu'elles n'ont pas été inclues dans 
l'étude. Il est prévu de faire circuler ce gaz à l'aide de souf-
flantes intégrées dans le circuit primaire, ce circuit primaire 
étant lui même normalement entièrement à l'intérieur du caisson, 
où se trouvent déjà tous les collecteurs et les échangeurs de 
refroidissement qui peuvent être posés à la partie inférieure du 
caisson entre les échangeurs primaires, par exemple, dans le cas 
d'une structure intégrée. On peut également envisager, mais l'étu-
de n'a pas été poussée, de prélever une partie du débit des souf-
flantes principales pour l'envoyer dans les panneaux isolants. ^A 
ce qui concerne la fraction prélevée dans ce cas sur le débit 
principal, il est quasiment négligeable compte tenu des valeurs 
que je vous ai données pour un panneau. 
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Dr. Furber, The Nuclear Power Group : Mr. chairman, my questions 
concern the very interesting paper n° 33· No information in this 
paper was given concerning the permeability of the material. I 
would therefore be very interested to know what the permeability 
was in the normal and plane directions. I would also like to 
know what the conductivity of the material is in the plane of 
the foils or clothes and what is the diameter of the wire used 
in these clothes . Is there any corrosion allowance made in 
the sizing of the wire and the final, and the crucial ques-
tion is : how much does it cost ? Thank you Mr. chairman. 
M. Delort, CAFL : J'ai noté au passage je crois cinq questions. 
J'espère ne pas en avoir oublié. Les premières questions étaient 
relatives à la perméabilité du matériau. Des essais de mesure de 
perméabilité ont été effectués sur des maquettes d'environ 4 m 
sur 2 m. Les valeurs qui ont été trouvées sont les suivantes : 
-10 2 dans le sens longitudinal : 9 10 m ; dans le sens transver-
_ „„-12 2 sal : 2 10 m . 
La deuxième question était relative, je crois, au diamètre des 
fils. Les fils utilisés dans les toiles de la structure de Bugey 
ont un diamètre de 2/10 mm. 
La troisième question était relative à la corrosion. Nous avons 
effectué dans nos laboratoires des essais de corrosion dans des 
autoclaves en présence de COp saturé de vapeur d'eau et de l'eau 
en phase liquide. Ces essais avaient pour but de déterminer, à 
partir de quelles limites, ou de quelle durée d'exposition il y 
avait lieu de craindre des corrosions. En fait, ces essais ont 
mis en évidence que pour l'ensemble du fonctionnement du réacteur, 
nous ne trouvions pas de conditions permettant d'avoir à craindre 
de corrosion sur les fils de l'acier. L'acier retenu, tant pour 
les fils que pour les tôles séparatrices, est de l'acier austéni-
tique du type 304 L. Les corrosions que nous pouvions craindre 
étaient des corrosions sous contrainte. Ces essais ont mis en 
évidence que dans les conditions de température et de milieu que 
nous pourrions rencontrer dans le réacteur, il n'y avait pas lieu 
de craindre de telles corrosions. Le point serait à examiner de 
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façon beaucoup plus précise dans le cas de contact avec de l'eau 
en phase liquide, pour lequel les nuances à retenir pourraient 
être différentes. Pour le prix on pourra en reparler si vous le 
voulez, parce que c'est trop difficile de donner brutalement et 
comme cela un prix pour la structure calorifuge compte tenu du 
grand nombre de marchés différents qui ont été inclus dans 
l'affaire Bugey. 
M. Terpstra, Euratom : Ik zou een vraag willen stellen, waarvan 
ik niet goed weet aan wie. Ik stel hem daarom maar rethorisch. 
De verschillende soorten isolatie systemen die wij kennen en 
waarvan er hier dezer dagen een aantal besproken is, onderscheiden 
zich op vele punten, maar komen op één punt overeen namenlijk 
door het feit dat ze alle gescheiden worden van het reactor koel-
middel door een stalen "casing". In de zogenaamde "beproefde 
reactoren" stelt deze casing geen bijzondere problemen maar in 
het geval van de reactoren voor hoge temperatuur, en wel in het 
bijzonder die met een directe kringloop, ligt de zaak anders. 
Voor deze reaktoren moet de temperatuur van het koelgas 85O °C of 
zo mogelijk nog veel meer bedragen. Dit zijn temperaturen waarbij 
geen der gebruikelijke staalsoorten meer bruikbaar is voor de 
casing. Het hete-reactor koelgas moet namenlijk van de reactor 
kern naar de gasturbines geleid worden door een stelsel van ka-
nalen, die te gelijker tijd aan een zeer hoge drukgradient en aan 
de hoogste temperaturen van de gascyclus onderworpen zijn. Hoe 
moeten wij in dit geval het probleem van de casing oplossen ? 
Of moeten wij hier misschien een 100 % permeabele wand toepassen, 
met andere woorden, de casing weglaten ? Ik nodig de verschil-
lende fabrikanten van reactorisolaties uit om hun gezichtspunten 
in deze naar voren te brengen. 
Mr. Kinkead, Dragon Project : Mr. chairman, gentlemen, 
In Dragon we have recently been coming to this problem particu-
larly for the direct cycle. There is a material that can stand 
some pressure difference and I think it ought to be mentioned 
at this meeting. In our opinion it has some promise, both as a 
ceramic liner for the internal gas passages and as an insulator. 
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This is a material that one would only use for the hot sections. 
The cool end of your cycle (below about 800 °C) could be insu-
lated with the normal forms of insulation that we have been 
speaking about. For the high temperature zones mentioned by 
Mr. Terpstra I would be very interested if anyone here is also 
thinking of using as a structural and insulating material sili-
con nitride. It is available in both foamed and strong solid 
form, a ceramic. Thank youl 
ISOLATION THERMIQUE DES CAISSONS, CUVES ET ELEMENTS DE 
REACTEURS NUCLEAIRES AU MOYEN DE STRUCTURES METALLIQUES 
GAUFREES 
(Calorifuge à lames de fluide) 
J. DUPONT 
Sud Aviation, Suresnes 
N° 35 
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Les structures métalliques gaufrées que nous proposons pour calorifuger 
les composants, les cuves ou les caissons des réacteurs nucléaires, ont 
été développées pour isoler thermiquement les tubes de force du réacteur 
EL.4. Elles permettent de réaliser;par simple superposition de feuilles 
métalliques gaufrées sur les 2 faces avec des feuilles planes, des lames 
de fluide (gaz ou eau) d'épaisseur parfaitement calibrée, rigoureuse-
ment constantes et absolument indéformables dans le temps quelles que 
soient les sollicitations prévisibles auxquelles elles peuvent être 
soumises (voir figure 1). 
Il suffit pour chaque problème particulier, de préciser la profondeur 
du gaufrage qui définit l'épaisseur des lames et le nombre de feuilles 
c'est-à-dire le nombre de lames à placer en série. 
Les feuilles ainsi superposées peuvent glisser librement les unes sur 
les autres et encaisser les dilatations différentielles, voire même les 
déformations de la structure protégée, sans rompre la continuité des 
lamas isolantes qui gardent en permanence une épaisseur constante. 
Isolation thermique des canaux du réacteur EL.4 
La première application industrielle des structures métalliques gaufrées 
concerne l'isolation thermique des canaux du réacteur EL.4. 
On rappelle qu'il s'agit d'un réacteur prototype de 242 MW»i , du type à 
tubes de force froids horizontaux, modéré à l'eau lourde et refroidi au 
C02 sous 60 bars. 
Chaque canal, (il y en a 216) comprend : 
1) Un tube intérieur mince en alliage Zr-Cu-Mo (zircalloy 30), 0¿ > 95, 
0e < 98,5 e = 1,2 + O.l^dit tube de guidage dans lequel sont dispo-
sés les éléments combustibles et qui est parcouru par le C02. 
Température d'entrée du gaz : 260°C 
Température de sortie du gaz : 500eC 
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2) Un tube extérieur en zircalloy 2, 0t = 107,7 + 0,3 ; e = 3,2 + 0,2 , 
dit tube de force,car conçu pour résister à la pression du gaz, et 
dont la face extérieure est en contact avec l'eau lourde. Ce tube 
doit rester froid (T<100CC), il est donc séparé du tube de guidage 
chaud par un isolant thermique disposé dans l'espace annulaire sépa-
rant les 2 tubes. 
Cet isolant a été défini par la section des techniques avancées au 
CE.A. à Saclay puis mis en oeuvre industriellement par S.A. Il est 
constitué de 3 éléments qui sont respectivement, quand on va du tube 
de guidage chaud vers le tube de force froid : (voir fig. 2 et 2 bis) 
a) d'une double gaine de tissu de silice de 2 x 0,5 mm d'épaisseur, 
emmanchée sur le tube de guidage. 
b) d'une bande gaufrée double face de 0,3 mm d'épaisseur en alliage 
Zr-L6Cu enroulée en hélice sur la gaine de silice et agrafée la-
téralement de manière à constituer un tube souple et résistant. 
Le gaufrage est obtenu par emboutissage d'empreinte sphériques 
(pas 11 x 17) donnant au ruban une épaisseur totale de 3,2 mm. 
c) d'une frette également en Zr-1,6 Cu de C,i mm d'épaisseur enrou-
lée serrée en hélice sur le ruban gaufré. 
Cet ensemble permet de limiter à moins de 1 ty/cm^ la densité de flux 
moyenne qui transite dans le modérateur (D2O) dont la température est 
maintenue à 60°C (on rappelle que les canaux sont horizontaux) 
Compte tenu de l'écrasement de la silice sous la pression des emprein-
tes sphériques, de la déformation du ruban lors de son enroulement, 
de la pénétration de la frette dans le gaufré, l'épaisseur totale du 
calorifuge installé est de 3,5 mm. 
Cette structure résulte d'une étude systématique qui a été entreprise 
dès 1962-1963 par le CE.A. (STA) au cours de laquelle on a recherché 
expérimentalement l'influence des principaux paramètres agissant sur 
la conductibilité thermique globale : 
- hauteur du gaufrage 
- pas du gaufrage 
- épaisseur des toles 
- jeux de montage 
- nombre de couches de tissu de silice 
- interposition de frettes 
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Elle a été sélectionnée après que l'on eut abandonné successivement 
les rubans métalliques plissés (à cause de leur absorption trop éle-
vée) puis la silice pulvérulente compactée obtenue par uépot au pis-
tolet, sur le tube de guidage, de poudre de silice en suspension 
dans un mélange binaire acétone-camphre. Après décamphrage sous 
vide ce composite était introduit dans une enveloppe en alliage de 
magnésium et passé à la filière. Cette solution, dite trisóle, a 
été abandonnée par suite de son extreme sensibilité à toute trace 
de vapeur d'eau. 
Il ne nous appartient pas de présenter dans ce rapport l'ensemble des 
résultats expérimentaux obtenus par la STA ainsi que leur interpré-
tation. A titre indicatif on a reproduit sur les figures 3 et 4 
jointes des résultats globaux donnant la variation de la densité 
du flux de fuite en fonction de la température du tube de guidage. 
Il y a toutefois lieu de noter que les résultats ont été améliorés 
de 25% en remplaçant;lors de 1'équipe—nt des tubes de série, le 
tissu de silice par de la gaine. Cette modification a permis de ré-
duire le flux de fuite moyen de 1,25 à 1 W/cm2. 
La figure 5 donne un autre exemple qui ne se rapporte pas directement 
au programme EL.4; il faut plutôt le considérer comme une extension 
vers d'autres applications : la gaine de silice a été supprimée et 
la structure isolante est composée de 2 couches de ruban gaufré 
superposées, d'un ruban lisse intermédiaire et une frette (4 lames 
de gaz). 
Mise en oeuvre 
La mise en oeuvre de la structure isolante décrite ci-dessus a été 
confiée à SUD-AVIATION. Pour effectuer industriellement une telle opé-
ration on a utilisé un tour parallèle de 7 m de long (les canaux à 
équiper mesuraient 4,80 m) et conçu un outillage qui, fixé sur le tour 
à la place de la poupée porte outil et entrainé dans un mouvement de 
translation parallèle à l'axe du tube de guidage,permettait de réaliser 
simultanément les opérations de gaufrage, d'enroulement et de sertis-
sage (voir fig. 6 et 7) sans déformation du tube. Cet outillage per-
mettait de plus de régler à volonté la profondeur du gaufrage donc 
l'épaisseur du calorifuge. Ceci était nécessaire afin de pouvoir 
respecter la tolérance imposée de + 0 ; +0,5 mm sur le diamètre exté-
rieur du canal équipé alors que les tubes de guidage en zircalloy 30 
étaient livré· avec un diamètre extérieur compris entre 97,2 et 98,5 mm. 
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Proposition d'isolation thermique pour la cuve de sécurité du réacteur 
Phénix 
Les structures gaufrées ayant donné satisfaction dans le cas du réacteur 
EL.4, il était logique d'envisager leur développement pour d'autres ap-
plications et en particulier chaque fois qu'une structure métallique 
est recherchée. Ceci explique que dès la fin de l'année 1967 SUD-AVIATION 
se soit intéressé au problème particulier de l'isolation thermique de 
la cuve du réacteur à neutrons rapides actuellement en construction en 
France : Phénix. 
Le dessin du calorifuge de la cuve Phénix repose sur deux impératifs 
contradictoires. 
1) être un très bon isolant jusqu'à 560°C (température du sodium à la 
sortie du coeur) de façon à réduire les pertes thermiques en fonction-
nement normal. Cette première condition est évidemment celle que l'on 
demande à tous les calorifuges. 
2) être perméable à la chaleur au delà de 500°C afin qu'en cas d'acci-
dent entrainant l'arrêt du refroidissement du réacteur,la puissance 
résiduelle dégagée par le coeur après chute des barres puisse être 
évacuée en totalité à travers les parois de la cuve sans que le so-
dium atteigne sa température d'ebullition. 
En se fixant des valeurs de référence précises, c'est-à-dire : 
1) un flux de fuite en régime de fonctionnement normal (température du 
sodium : 400 - 560°C) inférieur à une certaine valeur donnée (q ^  
500 KW). 
2) des densités de flux de fuite sur les parois latérales et le fond de 
la cuve supérieures à celles qui correspondent au dégagement de la 
puissance résiduelle (1700 KW) pour la température maximale admise 
(750°C) soit qh Ί 3300 W/m^ sur les parois latérales 
qh ^ 2100 W/m2 sur le fond, 
nous avons montré, par le calcul, qu'une structure à lames de gaz 
(voir fig. 1) obtenue par superposition de feuilles minces en acier 
inoxydable gaufrées recto-verso, alternées avec des feuilles planes 
pouvait résoudre le problème posé, non seulement du point de vue ther-
mique mais aussi du point de vue fabrication et miee en oeuvre compte 
tenu des importantes dilatations différentielles qui seront mises en 
jeu. 
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Le choix définitif de la structure repose sur une série de compromis. 
En effet, pour augmenter le flux de rayonnement à haute température 
(régime d'accident) on a intérêt à réduire le nombre d'écrans donc de 
feuilles intercallaires. Par contre, pour respecter la première condi­
tion (flux de fuite faible à 400 ­ 560°C) il faudrait l'accroitre. On 
aboutit ainsi à un compromis qui donne une structure qui n'est ni tota­
lement transparente à haute température (750°C) ni parfaitement isolante 
pour les températures normales de fonctionnement (400 et 560°C) mais qui 
satisfait toutefois aux conditions imposées. 
De même, puisque les conditions de travail (1 bar dans l'azote) ne met­
tent pas en jeu de transferts par convection naturelle, on aurait in­
térêt à augmenter la profondeur du gaufrage afin de réduire les pertes 
par conduction qui, à 400°C, sont du même ordre de grandeur que les 
pertes par rayonnement. (Leur importance relative diminue au fur et à 
mesure que la température croit). Là encore, on aboutit à un compromis 
qui tient compte des possibilités d'emboutissage. 
Finalement nous avons proposé pour réaliser l'isolation thermique de la 
cuve Phénix une structure composée de 3 feuilles en acier inoxydable 
de 0,3 mm d'épaisseur, gaufrées recto­verso, alternées avec 2 feuilles 
planes, également en acier inoxydable de même épaisseur, la profondeur 
du gaufrage étant de 6 mm (voir fig. 8). 
Cette structure, obtenue par le calcul a ensuite été testée dans une 
installation conçue pour recevoir des éprouvettes de 2 x 1 m dans les 
conditions Phénix. Les essais effectué· en janvier et février 1969, en 
atmosphère d'air, ont vérifié la validité de la solution proposée. Nous 
reproduisons sur les figures 9 et 10 les principaux résultats obtenus : 
figure 9 : flux de fuite en fonction de la température de la plaque 
chauffante simulant la cuve principale. 
sur le graphique on a montré 3 résultats d'essais en posi­
tion horizontale avec le calorifuge au dessous de la plaque 
chauffante. 
figure 10 ι variation de la conductibilité thermique équivalente fi en 
fonction de la température moyenne .·¿(\τ +7\) 
7ç = température de la face chaude du calorifuge 
£ = température de la face froide du calorifuge 
Il est bien entendu, par suite de la conception même du 
calorifuge que la valeur de A* n'est valable que pour les 
conditions de fonctionnement réalisées dans la maquette. 
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Fabrication et mise en oeuvre 
Nous avons vu précédemment, avec l'exemple des canaux EL.4, qu'on dispo-
sait d'une méthode très pratique et élégante pour protéger des tubes de 
faible diamètre : on enroule un ruban gaufré en hélice en autant de cou-
ches que l'on veut obtenir de paires de lames de gaz. 
Pour protéger une cuve du type Phénix (0 «*/ 12 m, H *, 12 m) il est pré-
férable de tapisser la surface à isoler de feuilles préalablement dé-
coupées que l'on dispose une à une les unes sur les autres, alterna-
tivement gaufrées et pàanes. Dans une même couche, la continuité des 
lames est assurée à la fois par le recouvrement des bords latéraux non 
gaufrés et par celui des feuilles planes dont les dimensions sont légè-
rement supérieures à celles des feuilles gaufrées. D'une couche à l'autre 
on peut disposer les feuilles en quinconce afin d'assurer un parfait re-
couvrement. 
Une fois définies les caractéristiques de la structure: 
- nombre de feuilles 
- profondeur du gaufrage 
on peut, pour les disposer correctement, soit utiliser la méthode des 
lés superposés pendus uniquement à leur niveau supérieur et descendant 
sans interruption jusqu'en bas de la paroi à recouvrit, soit utiliser 
des feuilles carrées ou rectangulaires maintenues par des goujons régu-
lièrement disposés sur la paroi. Cette dernière méthode est celle que 
l'on utiliserait pour Phénix. 
Qu'il s'agisse de lés ou de panneaux rectangulaires, on obtient les 
feuilles de la même façon à partir d'un feuillard standard livré en 
rouleau que l'on emboutit en continu dans une machine conçue à cet 
effet, équipée d'une cisaille qui coupe automatiquement les feuilles 
gaufrées à la dimension voulue. 
On voit donc que seule la largeur des feuilles ou des lés est imposée 
(par la largeur du rouleau et les capacités de la machine) et que l'on 
reste maitre de la 2ème dimension. Ceci est particulièrement intéressant 
car permet de choisir la longueur des feuilles qui semble la mieux 
adaptée au problème posé,compte tenu des conditions de montage. 
La disposition par feuilles élémentaires superposées, accrochées in-
dépendamment les unes des autres par des goujons, autorise les dépla-
cements relatifs sans altération des caractéristiques géométriques donc 
des performances de l'isolant. Le problème difficile des dilatations 
différentielles est donc résolu. De plus, le matériau, l'épaisseur des 
tôles et les traitements de surface peuvent être choisis en fonction des 
conditions d'ambiance, il suffit uniquement que l'emboutissage soit pos-
sible. Il en résulte que le problème de la corrosion est également ré-
solu. 
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Une précaution doit être prise dans la mise en oeuvre de ces structures 
gaufrées. En effet pour qu'elles puissent remplir correctement leurs 
fonctions il faut que les feuilles soient partout appliquées les unes 
sur les autres avec une pression dosée afin de respecter l'épaisseur 
des lames de fluide et autoriser les déplacements relatifs sans con-
traintes. Pour satisfaire à ces 2 impératifs on entoure la structure 
d'un casing réalisé par des tôles épaisses (3 à 5 mm) rendues soli-
daires les unes des autres par des liaisons élastiques et sur lesquelles 
on exerce la force de pression nécessaire au bon fonctionnement de l'en-
semble. Ce casing assure de plus la protection mécanique des feuilles. 
Développement des structures gaufrées : application aux réacteurs à gaz 
et à eau 
Si nous nous sommes assez longuement attardés sur les canaux du réacteur 
à eau lourde EL.4 et la cuve en acier inoxydable du réacteur à neutrons 
rapides Phénix, c'est que pour ces 2 cas particuliers nous avions des 
résultats expérimentaux intéressants à présenter. Mais il est bien évi-
dent que le domaine d'utilisation des feuilles gaufrées peut être étendu 
à d'autres domaines. Nous citerons pour exemple les structures et les 
échangeurs des réacteurs intégrés des filières graphite -gaz et AGR et 
les caissons en béton précontraint. Pour chaque cas particulier il suf-
fit de définir correctement en fonction des conditions de travail (na-
ture du fluide, pression, température) et des performances demandées : 
- la profondeur du gaufrage qui définit très exactement l'épaisseur des 
lames. 
- le nombre de feuilles gaufrées, c'est-à-dire le nombre de paires de 
lames. 
- l'épaisseur des feuilles 
- la nature du matériau . 
Pour ces divers cas, les problèmes relatifs à la fabrication, à la mise 
en oeuvre et au montage de la structure isolante sont les mêmes que ceux 
qui ont été présentés dans les 2 paragraphes précédents, le fait d'aug-
menter le nombre de lames superposées ou de modifier leur épaisseur ne 
changeant en rien les principes exposés. Toutefois, dans le cas des pres-
sions élevées il sera nécessaire de fermer les lames à leur partie supé-
rieure ainsi que les trous de passage des goujons qui auraient pour ef-
fet défavorable de mettre les lames successives en communication et 
accroître le flux de fuite. 
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Une autre application interessante des structures gaufrées est l'isolation 
thermique dans l'eau. En effet, pour les réacteurs de puissance des fi-
lières à eau (lourde ou légère) pressurisée ou bouillante il peut être 
avantageux d'utiliser des lames d'eau pour protéger thermiquement des 
cuves ou des structures noyées. 
Mais par suite des propriétés physiques du fluide, et en particulier 
sa conductibilité thermique élevée, on sera conduit, pour avoir une 
isolation efficace, à disposer en série un nombre relativement élevé 
de lames minces (1 à 2 mm d'épaisseur). 
Des calculs simples qui demandent toutefois à être contrôlés par des 
expériences car on ne dispose pratiquement pas d'informations sur les 
échanges de chaleur par convection naturelle dans les cellules fermées 
remplies d'eau, ont donné les résultats approximatifs suivants, pour 
de l'eau à 290°C sous 85 bars. 
D e n s i t é de f l u x 
(W/m2) 
8000 < q h < 10 .000 
4000 ^ qh / 5 . 000 
2000 < q h < 2 . 5 0 0 
Nb. de lames 











0 , 9 6 ^ 4 1,2 
0 , 7 8 y } ¿ 0 , 9 7 
0 , 6 <) < 0 , 7 5 
Comme chaque feuille gaufréepermet de réaliser 2 lames d'eau successives 
et que l'on peut choisir l'épaisseur des feuilles et la nature du maté-
riau, on voit l'intérêt que présente la formule proposée pour ce type 
particulier d'application, valable aussi bien pour des surfaces planes 
ou cylindriques que pour des tubes horizontaux. 
Conclusions 
Les structures métalliques gaufrées permettent de résoudre de façon 
pratique et économique de nombreux problèmes d'isolation thermique, 
principalement dans le domaine nucléaire (réacteurs - cellules d'essais). 
De telles structures ont été utilisées avec succès pour les tubes de force 
du réacteur EL.4 (eau lourde - gaz carbonique) ; leur validité a été vé-
rifiée expérimentalement pour la cuve du réacteur Rapide Phénix. D'autres 
applications ont été envisagées, en particulier pour les éléments de sup-
portage, les échangeurset les caissons des réacteurs intégrée refroidis 
au gaz (graphite-gaz, AGR, HTGR). Signalons enfin que les réacteurs de 
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After my presentation of the Scandinavian model 
project yesterday I received many questions about the details 
of the insulation principles. I shall therefore make a very short 
presentation first of principles and then some references to 
experimental reports. I shall also talk about the heat losses 
that we expect on a full scale BWR, some of the accident condi-
tions that we have analysed and the test programme that we have 
on our model. 
The walls of PCPV's for gas-cooled reactors are kept 
at acceptable temperatures (< about 70 °C at the inner face) by 
means of insulation applied to the inner face of the steel li-
ning of the concrete cavity. In order to utilize the large amount 
of experience available for such insulation, the use of the same 
kind of insulation has been adopted. 
In a water reactor PCPV the insulation operates nor-
mally in a gaz atmosphere very similar to that in gas-cooled 
reactors. The gas is separated from the steam and water in the 
reactor vessel by means of two casings, one suspended from the 
top and the other attached to the bottom slab. The two casings 
overlap near the bottom corner of the reactor vessel to form a 
water seal. During normal operation, pressure balance between 
the gas and the reactor atmospheres is obtained automatically 
by changes in level in the water seal. The surface of the water 
seal is cooled in order to minimize condensation in the insula-
tion. The insulation itself can be of the stainless-steel, foil-
mesh types developed for gas-cooled reactors in England and 
France· Satisfactory small-scale tests on this system have been 
carried out on both British and French insulation types at the 
Studsvik Research.Establishment of AB Atomenergi and have been 
reported by Ringstad and Alexander at the ENEA symposium on 
Integrated Primary Circuits in May 1968. 
Very briefly, in these tests the thermal properties 
of the insulation have been studied in dry N2, in N over a 
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water surface at temperatures up to saturation, and finally 
with the insulation water-filled. The highest test pressure was 
80 bar. 
An important feature of our insulation system is that 
the insulation, instead of being applied to the lining of the 
pressure vessel as on ACR's, is fitted on the casing that sepa-
rates the gas from the steam-water in the reactor vessel. This 
fact, in conjunction with that of the removable lid, makes it 
possible to remove· the casing complete with insulation from the 
reactor vessel for inspection and maintenance. In addition, the 
lining is also accessible for inspection. 
The adoption of a completely water-filled insulation 
on the casing has also been studied· Our studies have indicated 
that completely water-filled insulations are the best solution 
for light water reactors. The gas-gap insulation is applicable 
to heavy water systems. 
The horizontal surface of the bottom slab is insula-
ted by material similar to the type used on the casing. Here, 
however, the thermal insulation problems are of a minor order 
compared to the cylindrical part and the lid of the vessel. 
Therefore, the insulation can have thicker foils and mesh, which 
are better as far as corrosion is concerned, although less ef-
fective thermally. The penetrations of the bottom slab are 
double-walled with conventional fiber-glass insulation operating 
at atmospheric pressure. 
As regards the heat losses; in case of a water-filled 
insulation the thermal conductivity increases by perhaps a fac-
tor of 10. On the other hand, if one compares a 750 MWe BWR with 
some of the latest pod boiler designs, two points can be noti-
ced : one, that the area of insulated surface of a 750 MWe pod 
boiler design is about three to five times as mucn as the in-
sulated area on a 750 MWe BWR and, two, that the temperature 
difference across the insulation is about kO % higher on the pod 
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boiler. The total losses are therefore still of approximately 
the same order of magnitude. This is with water-filled insula-
tion. In case we decide to go to a gas-filled insulation, even 
on the BWR, naturally the losses will be considerably less. 
As regards accident conditions : Firstly in the 
gas-filled case, loss of gas pressure is the most serious acci-
dent. The rate of loss of gas pressure is limited by having a 
large number of gas inlets pipes of small diameter with flow 
constrictors in them. The first surge of water into the inter-
space between the insulation and the liner due to the loss of 
gas pressure will be from the cold water reservoir in the water 
seal. The cooling system of the water seal will continue to 
operate under this accident condition., By the means liner can 
be safeguarded against any dangerous temperature rise during 
this accident. In the water-filled case, the worst accident is 
a sudden loss of pressure in the reactor vessel· Then the water 
in the inner layer of insulation can flash into steam and per-
haps affect the integrity of the insulation. I would first 
point out that the insulation is replaceable and accessible 
for maintenance· But even so, looking at it from an economic 
point of view, one does not like to replace items that don't 
need to be damaged if properly designed· By using a fairly thin 
insulation, one achieves a temperature fall in the casing ma-
terial itself which gives a degree of subcooling is of the or-
der of 10 °C which means a pressure margin, in the 70 to 85 bar 
range of over 10 bar which we consider as ample. 
As concerns the model tests, we intend to fill the 
inner volume of the model with saturated steam in order to have 
an even temperature distribution up the whole length of the in-
sulation. The steam pressure will be 85 bar and the temperature 
will be the corresponding saturation temperature, about 300 °C. 
We intend to test first with gas-filled insulation and then 
with water-filled insulation. For these tests we shall first 
use the cooling system welded on to the liner on the concrete 
side, as in the conventional concrete pressure vessel. As the 
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insulation is applied on to the internal casing we also have 
the possibility of directly cooling the gap between the insu-
lation and the liner. This means that cold water is supplied 
through the water seal, flows upwards along the vessel wall, 
and is taken out through the lid. 
Finally, as regards the comparison made yesterday 
between this system and the hot skin system for a BWR concrete 
pressure vessel. Our attitude concerning the use of concrete 
pressure vessels for water reactors is the following : the 
replacement of the steel vessel by a concrete vessel should 
necessitate as little change as possible to the reactor itself. 
In the case of a hot skin design, not associated with a remo-
vable lid, one would have to go in for a new refueling prin-
ciple and one would have to redesign the steam water separa-
tion, both of which are rather complicated projects. We have 
tried to reduce the extra development work required for a 
concrete pressure vessel for a BWR to a minimum. 
Finally, I would like to say that a more detailed 
paper on this type of concrete pressure vessel was presented 
at the "First International Conference on Pressure Vessels 
Technology" Sept 29 - Oct 2nd, in Delft. Thank you very much. 

ISOLATION THERMIQUE POUR REACTEURS A EAU 
A. FREOUR 




Les caissons pour nos projets de réacteurs à eau, présentés dans une 
séance précédente, sont de conception classique : le béton est froid et séparé 
du milieu chaud p¿u? une structure isolante. 
Il a paru intéressant d'exposer les réflexions faites sur la concep-
tion de cette structure et les résultats de3 essais préliminaires sur un 
calorifuge en eau. Ces études ont été faites pour un projet de réacteur à eau 
lourde bouillante dont le circuit primaire y compris la machine de manutention 
du combustible était intégré dans un caisson en béton précontraint à fond 
supérieur démontable. Les dispositions retenues sont une conséquence de ces 
caractéristiques, néanmoins la conception d'ensemble est valable pour n'im-
porte quel réacteur à eau. 
Le calorifuge lui-même, à toiles métalliques en 1'occurence, peut 
baigner soit dans le milieu régnant dans la cavité du caisson, soit dans un 
milieu gazeux aménagé à cet effet ; dans ce dernier cas il faut créer une 
lame de gaz contre la paroi du caisson et assurer sa conversation pendant le 
fonctionnement du réacteur. 
Ces deux conceptions conduisent à des systèmes d'isolation différents 
et posent des problèmes d'aménagement de la cavité,spécifiques de chaque pro-
cédé. 
1.1 CALORIFUGE SEC 
Il faut éviter de noyer le calorifuge avec de l'eau chaude qui vien-
drait au contact de la peau d'étanchéité au cas où l'étanchéité de la cuve du 
réacteur ne serait pas absolue. Le fond inférieur comporte de nombreuses 
singularités dont des traversées munies de soufflets. Les parades possibles 
contre les venues d'eau chaude en cas de défaillance de l'un d'eux sont : 
- une lame d'eau froide circulant entre l'isolation thermique et le fond de 
cuve, 
- des tôles fines superposées pour stratifier l'eau inondant le calorifuge, 
- des coupelles de récupération des fuites. 
Contre le fût du caisson la lame d'eau froide n'est évidemment pas 
réalisable. 
1.2 CALORIFUGE MOUILLE 
Avec ce procédé la conception des traversées est plus simple ; et 
le risque d'inondation du calorifuge est supprimé, liais on n'est pas assuré 
que des mouvements de convection ne prendront pas naissance entre les lames 
d'eau du calorifuge ot l'eau do la cuve, on peut les réduire en décomposant 
la couche d'eau en lames minces ; pour le fût vertical il est difficile d'ad-
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mettre que ces mouvements sont peu importants. D'autre part, la conductibilité 
de l'eau est supérieure à celle du gaz. Le calorifuge mouillé est donc un 
moins bon isolant et l'évacuation des calories qui le traverse pose un pro-
blème nouveau. En effet, une isolation comparable à celle d'un calorifuge sec 
devient très épaisse et outre son prix propre elle entraîne un investissement 
considérable en eau lourde dans un réacteur de ce type. 
2 CONCEPTION DU CaLORIFUGE EN GAZ 
2.1 CONSTITUTION DE L'ENSEMBLE 
Aux constituants de l'isolation classique comportant un calorifuge 
métallique en gaz et son système d'évacuation des fuites thermiques s'ajoutent 
les composants imposés par la particularité que le milieu gazeux est différent 
du milieu régnant dans la cuve. Il faut donc prévoir une enceinte qui assure 
de façon étanche la séparation entre le gaz et l'eau. Il faut également pré-
voir un circuit extérieur au caisson qui assure le traitement, la conservation 
et l'alimentation de la lome de gaz et un dispositif de régulation de la 
pression de cette lame, de préférence automatique. 
Le gaz doit être inerte, insoluble dans l'eau et pas cher : nous avons 
choisi l'azote. Pour la régulation de petites variations de pression nous 
avons installé un sas hydraulique. 
L'ensemble du dispositif de protection thermique du caisson comporte 
alors les éléments suivants (voir planche 1) : 
- calorifuge métallique, 
- peau d'étanchéité, 
- circuits de refroidissement de la peau d'étanchéité, 
—. lame d'azote, 
- enceinte azote, 
- sas d'équilibrage, 
- circuit extérieur de refroidissement de la peau, 
- circuit extérieur d'azote, 
- centrale d'alimentation en azote. 
Chacun des constituants du dispositif doit être étudié pour lui-même 
et pour les problèmes d'ensemble qu'il soulève. En particulier, trois peints 
importants sont à considérer : 
- il faut trouver un dispositif de supportage des structures internes qui soit 
compatible avec les exigences mécaniques et thermiques de celles-ci, 
- toutes les traversées débouchant non pas dans la lame de gaz mais dans le 
milieu eau ou vapeur doivent être raccordées à l'enceinte azote et il faut 
prévoir des soufflets de raccordement chaque fois que des dilatations ther-
miques différentielles apparaissent, 
- par ailleurs, dans le cas où le réacteur utilise l'eau lourde, il faut ré-
duire l'investissement en eau lourde et donc le volume du sas d'équilibrage, 
c'est-à-dire finalement réduire l'épaisseur de la lame d'azote comprise entre 
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l'enceinte et la peau d'étanchéité. 
2.2 CALORIFUGE METALLIQUE 
Le calorifuge lui-même est du calorifuge CAFL du même type que celui 
mis en place dans le caisson de BUGEY 1. Il est composé de lames gaaeuses rem-
plies de matelas de toiles métalliques et séparées par des tôles minces. L'en-
semble est serré par des tôles, elles-mêmes fixées à la peau d'étanchéité par 
des goujons (voir planche 2). Pour plus de détails, on se reportera aux exposés 
spécialisés. 
L'utilisation de ce calorifuge dans l'azote ne pose aucun problème 
nouveau, il y aurait éventuellement à adapter le type de toile métallique de 
façon à avoir des épaisseurs raisonnables des lames. 
2.3 PENETRATIONS DU CAISSON 
2.3.1 Raccordement des pénétrations 
Le raccordement des pénétrations à la peau d'étanchéité est un pro-
blème classique pour les fiaissons en béton précontraint. Il faut simplement 
dessiner le manchon thermique de façon à diminuer sa longueur pour que celle—ci 
n'ait aucune influence sur l'épaisseur de la lame d'azote. 
Les raccordements à l'enceinte azote posent un problème parce que le 
fourreau de la pénétration est à une température de 60° C environ (toupér, .ture 
Cd la όα:'ν.)alors que l'enceinte se trouve à la température de fonctionnement 
du réacteur soit 300° C environ. Il y a donc lieu d'étudier : 
- les dilatations thermiques différentielles entre l'enceinte azote et la peau, 
- le manchon thermique do raccordement. 
2.3.2 xénétrations du fût 
La remarque fondamentale concernant les pénétrations du fût est qu'il 
impossible de supprimer les dilatations thermiques différentielles de l'enceinte 
par rapport à la peau du fût. Par conséquent les fourreaux des pénétrations 
ne peuvent être raccordés à cette enceinte azote que par un soufflet. Comme 
il est difficile de faire travailler les soufflets dans deux sens et qu'il 
n'existe pas d'artifice de montage permettant de supprimer les dilatations 
différentielles radiales entre 1'enceinte et la peau il f aut supprimer les 
dilatations différentielles axiales. Pour cela il faut diviser l'enceinte 
azote en deux parties, grouper toutes les traversées du fût au même niveau et 
créer un point fixe de l'enceinte dans le sens vertical au raccordement de sa 
partie supérieure avec ces traversées. 
Le découpage de l'enceinte azote en deux partios n'ajoute pas de 
sujétion supplémentaire étant donné qu'il y a un sas d.'équilibrage. Si ce sas 
n'avait pas existé le raccordement entre les deu: domi enceintes aurait dû 
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être réalisé avec un soufflet d'une tree grande taille sur lequel on n'a aucune 
expérience. 
2.3.3 Traversées du fond inférieur 
Dans le projet étudié les traversées du fond inférieur comprenait des 
traversées de petit diamè tre pour les barres de contrôle et les traversées 
pour les pompes de circulation d'eau lourde. Pour faciliter le raccordement 
des pénétrations avec l'enceinte azote et les structures internes et en par-
ticulier pour résoudre le problème des dilatations différentielles entre la 
peau et les structures la solution retenue est la suivante ί 
- l'enceinte azote est reliée aux structures internes, 
- l'ensemble de ces structures est supporté par les fourreaux des barres de 
contrôle, les dilatations radiales différentielles étant prises par l'élas-
ticité de ces fourreaux (voir planche n° 3) î 
- les diffuseurs des pompes d'eau lourde sont accrochées au fond do cuve ; lea 
traversées sont reliées à la peau d'étanchéité par des soufflets. 
2.3.4 Traversées du fond supérieur 
Les traversées du fond supérieur sont réduites à une seule traversée 
de gros diamètre permettant la mise en place de la machine de manutention 
du combustible. Cette traversée est reliée à l'enceinte azote par un soufflet.. 
2.4 SAS D'EQUILIBRAGE ET ENCEINTE AZOTE 
2.4.1 But et caractéristiques du sas 
Le sas a pour but d'équilibrer automatiquement les pressions de chaque 
côté de l'enceinte azote malgré des variations de - 5 bars dans la cuve du 
réacteur. Ce faisant la variation de pression résiduelle correspondant à la 
différence entre le niveau d'eau du côté azote et côté réacteur doit être 
aussi faible que possible pour ne pas surcharger l'enceinte. 
Le volume du sas doit être minimum dans un réacteur à eau lourde pour 
réduire l'investissement en eau lourde. 
Le sas doit constituer un joint étanche entre l'eau du circuit pri-
maire et l'azote. Il faut donc prévoir les contrôles et les dispositifs né-
cessaires à la bonne marche de ce joint. Le niveau inférieur du sas doit être 
plus bas que le niveau d'eau à froid pour éviter le dénoyage au démarrage. 
A l'interface eau -azote les phénomènes de diffusion de l'azote dans 
l'eau et d'évaporation de l*eau dans l'azote doivent être aussi faibles que 
possible. Il faut également que la condensation de la vapeur d'eau contenue 
dans l'azote sur la paroi froide que constitue la peau d'étanchéité soit faible. 
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2.4.2 Forme et position du sas 
Si 1G sas est à la partie inférieure du caisson, il y a un risque 
grave. En effet, s'il se produit une défaillance du circuit do mise en pression 
de l'azote, l'eau envahit l'espace compris entre l'enceinte et la peau d'étan-
chéité et noie le calorifuge. 
D'autre part, l'enceinte doit supporter une surpression extérieure 
correspondant à la hauteur totale d'eau dans la cuve soit environ 1 bar. 
Le sas en position médiane présente les avantages suivants ί 
- le sas étant situé au voisinage du niveau de l'eau dans la cuve on peut parer 
à tout danger d'inondation du calorifuge du fût par une mise en èqui pression 
de l'azote et de la vapeur d'eau, 
- le sas se trouve alimenté automatiquement en eau puisqu'il est en communi-
cation avoc la cuve, et la fermeture du joint est réalisée dès qu'on remplit 
celle-ci, 
- la différence de pression entre l'intérieur et l'extérieur de l'enceinte 
azote est réduite à la hauteur d'eau dans le sas, ce qui réduit considéra-
blement la surpression extérieure que supporte l'enceinte, 
- on peut étudier une forme de l'enceinte permettant de réduire au minimum les 
volumes d'eau et d'asóte ; on peut en effet diminuer l'épaisseur de la demi 
lame supérieure d'azote jusqu'aux limites imposées par les juux et les tolé-
rances. 
Le sas à la partie supérieure de l'enceinte présente les inconvénients 
suivants : 
- le sas doit être double puisque la cuve n'en fait pas partie et nécessite 
donc un volume double d'eau, argument valable seulement pour l'eau lourde, 
- son alimentation en eau n'est pas automatique puisqu'il n'est pas en liai-
son avec la cuve. On ne peut être assuré que l'eau du sas ne va pas s'éva-
porer par suite d'une défectuosité du système de refroidissement ou qu'au 
contraire le sas ne va pas se remplir complètement par condensation, 
- il oblige à prévoir la partie cylindrique de l'enceinte en une seule pièce 
avec les inconvénients cités plus haut pour les traversées. 
Le sas a donc été installé en position médiane (voir planche n° 1). 
2.4.3 Refroidissèment du sas 
En plus de sa fonction de régulation des variations do pression de 
-fonctionnement, le sas joue un rôle dans les phénomènes d'evaporation et do 
condensation d'eau dans la lame gazeuse et de diffusion de l'azote dans l'eau. 
L'azote diffuse lentement dans l'eau jusqu'à la saturer théoriquement; 
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ceci entraîne une dépense d'azote d'une part. D'autre part, la présence d'azote 
dans la cuve favorise la formation d'acide nitrique. 
Il faut éviter que le calorifuge soit rempli de vapeur d'eau car ses 
performances sont meilleures en atmosphère d'azote sec. D'autre part, la pres-
sion partielle de vapeur d'eau s'ajoute à la pression d'azote pour donner une 
pression totale extérieure à la cuve supérieure à celle régnant à l'intérieur 
de la cuve. Or dans la lame d'azote, la vapeur d'eau ost à une pression partielle 
correspondant à la pression do vapeur saturante pour la température de l'eau de 
la par-tie supérieure du sas. 
La température décroît dans l'épaisseur du calorifuge, si l'azote qui 
le baigne contient de la vapeur d'eau il y a risque de condensation do cette 
vapeur à l'intérieur du calorifuge, ce qui entraîne une augmentation de sa 
conductibilité. Il est d'ailleurs prévu des trous dans les tôles de séparation 
dos lames du calorifuge de façon à ce que l'eau condensée revienne vers les 
parties chaudes et se vaporise. 
Pour ces trois raisons, il y a lieu de refroidir le sas. Le système 
de refroidissement comprend deux circuits : 
- un circuit ouvert pour limiter les phénomènes de diffusion, alimenté par le 
même fluide que celui de la cuve, 
- et un circuit fermé. 
En effet, le circuit ouvert ne doit pas être trop important si on veut 
limiter la quantité d'azote dissout, extrait de l'eau du sas. Dans ces conditions 
le système de refroidissement en circuit ouvert est insuffisort.et il faut ajou-
ter un système de refroidissement en circuit fermé (voir planche n° 1 ). On 
maintient ainsi l'eau du sas (côté gaz) à une température inférieure à celle 
de la peau d'étanchéité. 
:.5 CIRCUIT AZOTE 
'·1 Constitution du circuit 
Le circuit comprend 1'alimentation, le stockage, l'épuration, lo 
rejet (voir planche 4). 
L'alimentation est faite par des cadres de botitoilles d'azote sous 
pression de 200 bars. En effet, il faut environ 400 bouteilles de 50 litres 
pour remplir la lame d'azote ; cette solution est alors préférable à une ins-
tallation de gaz liquéfié. A cet azote nécessaire au remplissage, il faut ajou-
ter les cadres necessaires pour compenser les fuites du caisson estimées à 
1 °/oo eil 24 heures. 
Le stockage e3t prévu pour servir de tampon pendant le fonctionnement 
normal du sas, par contre pour récupérer la totalité de l'azote lors d'une 
vidange du caisson, il faudrait un réservoir de stockage beaucoup trop grand 
et dans co cas il est préférable d'évacuer l'azote à la cheminée. Sur cette 
évacuation, il est prévu un sécheur qui est nécessaire surtout dans le cas 
d'au lourde pour la récupérer, le rejet étant suffisamment dilué dans l'air. 
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L'épuration comprend un piège froid pour condenser les vapeurs d'eau 
et un piège à ammoniaque. 
La circulation d'azote est assurée par un ou plusieurs compresseurs. 
2.5.2 Fonctionnement 
Au démarrage, on n'élimine pas l'air contenu dans le caisson mais 
on commence par remplir la cuve en eau lourde. Ensuite, au fur et à mesure 
que la pression de vapeur d'eau croît on introduit l'azote dans la lane de gaz. 
A la fin de la montée en puissance on a une proportion en poids d'air de 1°/00 
environ dans la vapeur d'eau ce qui est parfaitement négligeable et de 2 % 
environ dans la lame d'azote, on peut alors facilement épurer l'azote de cet 
air. 
L'autre méthode consistant à remplir le réacteur d'azote présente 
un inconvénient. La vapeur d'eau lourde contient de l'azote et son dégazage 
devient difficile vers la fin de la montée en puissance, on ne peut donc éviter 
que de l'azote reste mélangé à la vapeur d'eau, ce qui favorise la formation 
de l'acide nitrique. 
En marche normale, le sas compense les variations de pression de 
± 5 bars autour de la pression de service de 110 bars. Si la pression dépasse 
115 bars on renvoie de l'azote dans le bidon de stockage après l'avoir fait 
passer dans le piège froid. Si la pression descend au-teesrcus de 106 bars on 
injecte de l'azote en provenance du stockage ou des bouteilles d'alimentation. 
Dans les cas de fonctionnement accidentel ou à l'arrêt normal on ne 
peut éviter que l'azote n'envahisse la cuve, par suite il faudra dégazer l'eau 
lourde, ce qui a été évité au démarrage. 
3 ESSAIS DU CALORIFUGE EN EAU 
3.1 RESULTATS DES. ESS.JS DU CALORIFUGE METALLIQUE 
La Compagnie des Ateliers et Forges de la Loire a entrepris des essais 
de son calorifuge métallique en eau. L'appareil d'essai comprend un manchon 
chauffant sur lequel est enroulé le calorifuge et une paroi froide extérieure. 
Le manchon essayé est haut de 940 mm, il est encadré de part et d'autre par 
un anneau de garde de 225 cim. Les essais ont été faits en eau avec de la toile 
n° 40 et de la toile n° 50 ; le métal est un acier inoxydable austéidtique 
au chrome-nickel. 
Les résultats obtenus sont reportés sur les planches 5 et 6 : on 
remarque que la conductibilité croît avec la valeur du gradient de température 
appliqué au calorifuge. 
Pour les faibles gradients la conductibilité du calorifuge est infé-
rieure à celle de l'eau. On peut en donner l'explication suivante : la con-
ductibilité globale est la somme de doux termes, le premier est le produit de 
la conductibilité du fluide par la porosité et le second dépend de cette con-
ductibilité et des résistances thermiques de contact entre fluide et toile 
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métallique et entre les fils eux-mêmes ; dans ce second terme l'exposant de 
la conductibilité du fluide est inférieur à 1. Il est donc possible, si les 
résistances thermiques sont élevées que le premier terme soit prépondérant sur 
le second et, étant donné la porosité du matériau, que la conductibilité totale 
soit inférieure à celle de l'eau. 
La conclusion de ces essais est que, contrairement à ce qu'on avait 
pu craindre, la valeur do la conductibilité d'un calorifuge à toiles métalliques 
en eau reste finie malgré les mouvements de convection qui y prennent naissance % 
ce qui prouve que le cloisonnement entre les panneaux est correct. 
3.2 CONCEPTION DU CALORIFUGE EN EAU 
Lors de nos études de projets les résultats ci-dessus n'étaient, pas 
connus et do plus l'investissement en eau lourde noyant le calorifuge est 
prohibitif, notre projet comportait donc un calorifuge sec et la réalisation 
d'un calorifuge mouillé n'a pas été étudiée en détail. 
On notera cependant qu'à fuites thermiques égales le calorifuge mouillé 
est bion plus épais que le calorifuge sec. Pour un réacteur à eau légère le 
prix du calorifuge lui-môme devient très élevé. Nous avions fixé l'ordre de 
grandeur du flux thermique à évacuer à 10 kW/m. Il faut alors mettre au point 
une technique nouvelle pour le système de refroidissement classique constitué 
de tubes soudés sur la peau qui n'est pas capable d'évacuer un tel flu::. On 
peut par exemple imaginer des circuits constituant des chemises d'eau à des 
températures de plus en plus basses, mais ceci complique les structures internes 
que l'on espérait simplifiées par le calorifuge en eau. 
4 CONCLUSION 
Los problèmes techniques qui se posent pour la mise au point des deux 
types d'isolation thermique pour les réacteurs à eau sont loin d'être totale-
ment maîtrisés. 
La solution du calorifuge en gaz complique la mise en place des tra-
versées dans le caisson et augmente le nombre de circuits auxiliaires pour 
pouvoir en particulier assurer la conservation de la lame de gaz. Par contre, 
le calorifuge à toiles métalliques.en gaz présente les garanties nécessaires 
et ses performances sont bien connues. 
La solution du calorifuge en eau simplifie l'installation dans le 
caisson. Mais il est nécessaire de poursuivre les essais entrepris de façon 
à mieux connaître les caractéristiques techniques des toiles métalliques en 
eau. Par ailleurs, dans le cas d'un réacteur à eau lourde, il faut tenir 
compte de l'immobilisation de capital correspondant à la quantité d'eau empri-
sonnée dans les mailles du calorifuge. 
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CONDUCTIBILITE DU CALORIFUGE METALLIQUE EN EAU 
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Diskussion - Discussion - Discussione - Beraadslaging N° 35-36 
M. Fournier, Cie de Saint-Gobain : Il s'agit de l'exposé de 
M. Fréour (n° 36). Mes questions et commentaires ont trait au 
paragraphe 3·1 de ce rapport et aux figures 5 et 6. Sur ces 
graphiques figurent deux courbes : une courbe en trait plein et 
une courbe en pointillés. Que représentent ces deux courbes ? 
D'autre part, M. Fréour n'a pas mentionné la température moyenne 
d'essai, ce qui ne permet pas de se rendre compte des valeurs 
prises pour la conductivité propre de l'eau. On peut se demander 
si l'explication du fait anormal (que la conductivité du calori-
fuge CAFL est inférieure à celle de l'eau pure pour des faibles 
écarts de température et supérieure pour de plus grands écarts 
de température) ne doit pas être recherchée dans la valeur de 
référence prise pour la conductivité propre de l'eau. Si ce 
n'est pas cette cause, je pense qu'il est très probable que 
cette anomalie peut être expliquée par des fuites thermiques 
parasites au bout du tybe portant l'échantillon. En effet, les 
zones de garde sont trop réduites par rapport aux normes de 
mesure. Dans le bilan thermique, le pourcentage des fuites aug-
mente quand la différence de température diminue et -la conduc-
tivité, calculée à partir de ce bilan, est dans ce cas affectée 
d'une erreur croissante. La température moyenne d'essai a-t-elle 
été maintenue constante lors de la variation de l'écart de tem-
pérature. Si oui, à quelle valeur ? 
M. Fréour, Socia : En ce qui concerne les deux courbes, l'une en 
trait plein, se réfère comme indiqué à la partie supérieure de la 
figure, à la conductibilité; l'autre en trait pointillé, se ré-
fère au rapport entre la conductibilité du calorifuge et la 
conductibilité de l'eau. 
Il m'est plus difficile de répondre à l'ensemble des suggestions 
que vous avez faites. Ces essais ont été faits par CAFL et nous 
les avons simplement suivis. Je pense qu'il serait plus judicieux 
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que des détails complémentaires vous soient donnés par les per-
sonnes qui ont fait elles-mêmes les essais, ici ou éventuel-
lement plus tard. 
M. Naudin, Bertin et Cie : Je voudrais comparer les deux solutions 
présentées par M. Menon et par M. Fréour pour résoudre les pro-
blèmes d'un calorifuge dans une cellule remplie d'azote. 
M. Menon, installe son calorifuge sur une cloche démontable, 
M. Fréour, au contraire, sur la peau d'étanchéité refroidie. Je 
pense que tous les deux ont dû réfléchir au problème de la con-
vection naturelle dans l'espace qui existe, soit, dans le cas de' 
M. Menon, entre la peau d'étanchéité et le calorifuge, soit, 
dans le cas de M. Fréour, entre la face chaude du calorifuge et 
le sas. 
M. Fréour nous a dit qu'il pensait qu'un calorifuge placé sur le 
sas risque d'amener une accumulation importante de flux dans la 
partie supérieure du caisson. Je n'ai pas bien suivi M. Menon et 
je ne sais pas s'il a parlé de ce problème. Quant à moi, je pense 
que ce problème de convection naturelle est à regarder d'une 
façon assez sérieuse, car nous sommes en face d'un espace annu-
laire, dans lequel pourraient se développer des courants convec-
tifs, ascendants sur certaines parties du périmètre du caisson, 
descendants sur d'autres parties. Je voudrais savoir si M. Menon 
et M. Fréour ont pensé à ces phénomènes qui risquent de perturber 
sensiblement l'efficacité thermique du calorifuge. 
En ce qui concerne les essais effectués par CAFL sur un calori-
fuge baigné par l'eau, je voudrais dire à M. Fréour que ma so-
ciété a fait en 1967» sous contrat du CEA, quelques essais du 
même genre sur des calorifuges synthétiques. Il s'agissait de 
billes de verre de différents diamètres, afin d'obtenir des per-
méabilités différentes. Nous avons constaté que les résul-
tats de ces essais coïncidaient avec ceux des études théoriques 
présentées ce matin par M. Pirovano, uniquement en présence 
d'eau liquide, et non pas de vapeur d'eau. 
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Mr. Menon, Atomenergi : In answer to M. Fournier : The gas in 
the gap is under turbulent conditions. Under such conditions 
the natural convection in the gap should not cause any signi-
ficant temperature differences between the lower and the upper 
part of the gap, even if the distance in height is something 
like 16 meters. We have done tests on samples with a total 
height about k m, with an effectively insulated height, 
because of the insulated ends, of about 2,5 m and there we 
have not noticed any appreciable effect of natural convection. 
M. Fréour, Socia : Pour répondre à la question de M. Naudin, en 
ce qui concerne les problèmes de convection naturelle, nous 
nous sommes naturellement posé la question. Il y a effectivement 
possibilité de mouvements de convection dans un plan vertical, 
avec des filets de gaz montant suivant un axe de la cavité et 
redescendant suivant un autre. C'est un peu pour éviter d'avoir 
à régler ces problèmes de convection que nous avons supprimé la 
nappe de gaz entre le calorifuge et la peau. Je pense qu'il a 
été prouvé que s'il y a un décollement des matelas de calorifuge, 
il se produit très vite des mouvements de convection qui pertur-
bent la température de la peau et ceci pourtant avec du gaz qui 
a traversé une partie du calorifuge et qui est donc relativement 
froid. Si ces phénomènes se produisent pour des décollements, 
somme toute, assez faibles puisqu'ils ne peuvent être importants 
au cas d'un calorifuge boulonné sur la peau, ils seront d'autant 
plus grands je pense, s'il s'agit de nappes de gaz de quelques 
centimètres d'épaisseur sur toute la hauteur et tout le périmètre 
de la cavité, dans lesquelles les mouvements de convection pour-
ront se donner libre cours. Je pense que la meilleure façon de 
résoudre ce problème est de la supprimer. 
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Résumé des conclusions des sessions 6 et 7 du 20.11.69 
Dr Ing. G. Mordchelles-Regnier, Société Bertin et Cie : 
Comme il n'y a pas d'autres questions, je me permettrai de 
résumer très brièvement les conclusions des deux sessions 
d'aujourd'hui, avant de passer la parole à M. Fernet pour le 
discours de clôture de ce congrès. 
Les exposés de ce matin ont montré comment utiliser des connais-
sances de base sur la convection naturelle dans les calorifuges 
pour améliorer leurs performances. Ces exposés ont également 
attiré l'attention sur les problèmes qui restent à résoudre. 
D'abord, l'influence des gradients de pression sur la transmis-
sion de la chaleur à travers l'isolant poreux. Ensuite, tenue 
de la structure isolante aux sollicitations mécaniques et au 
bruit acoustique. Ces sollicitations mécaniques peuvent devenir 
critiques dans les réacteurs à haute température, comme l'a fait 
remarquer M. Terpstra, car les propriétés des matériaux et no-
tamment du casing chaud de l'isolant, deviennent très limitées 
aux températures atteintes. Je suggère que les travaux futurs 
de recherche sur la mise au point des isolants porte en prio-
rité sur ce point ainsi que sur les phénomènes de corrosion. 
D'une façon générale, les caractéristiques thermiques dans les 
conditions de fonctionnement statiques, peuvent dans la plu-
part des cas, être prévues d'après des connaissances théoriques 
existantes. Dans ces conditions statiques, seulement des essais 
de confirmation des performances pour des configurations géo-
métriques particulières, doivent être entrepris. Ceci est vrai 
pour des isolants fonctionnant en atmosphère de gaz. 
Dans le cas de réacteurs à eau avec l'isolant mouillé, on peut 
penser que dans la phase liquide, une matrice peu perméable 
peut immobiliser l'eau et conduire à un isolant acceptable. Par 
contre, dans la phase vapeur, la condensation interne au calo-
rifuge complique singulièrement l'étude du transfert de chaleur, 
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et des études fondamentales doivent être faites avant de pou-
voir envisager une solution technologique quelconque. Je vous 
remercie de votre attention. Je passe la parole à M. Fernet. 
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Discours de clôture 
P. Fernet, Euratom 
Mesdames, Messieurs, 
Je ne vous infligerai pas une super communication, non 
inscrite au programme, dont l'objet serait de vous résumer tout 
ce que nous avons entendu pendant ces trois jours. Je dirai sim-
plement à cet égard que j'ai constaté avec une grande satisfac-
tion les progrès qui ont été réalisés depuis notre dernière 
conférence dans la maîtrise de ces techniques des caissons en 
béton précontraint. 
J'ai retenu particulièrement de la première session l'an-
nonce de programmes importants en matière de recherche et de 
développement qui sont prévus ou en cours dans quelques pays et 
dans les couloirs, j'ai cru comprendre que d'autres programmes 
nationaux existaient également. Je me propose de revenir sur ce 
point un peu plus tard. 
On nous a ensuite présenté quelques réalisations de cais-
sons et je regrette simplement la discrétion avec laquelle cer-
tains ont abordé cet aspect qui est pourtant extrêmement ins-
tructif. 
La troisième session a été plus fournie. Elle a permis de 
traiter en détail plusieurs problèmes spécifiques, qui se posent 
aux ingénieurs chargés de la conception des enceintes, en appor-
tant des contributions appréciables et je crois appréciées. 
Dans la quatrième session, nous avons entendu des exposés 
plus synthétiques et il appartiendra à l'avenir de départager 
entre elles les solutions qui auront finalement la faveur des 
utilisateurs. J'en retiens qu'elles allaient toutes dans le sens 
d'une simplification de la construction et d'une économie plus 
poussée. Cette session a mis également en évidence quelques-uns 
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des problèmes qui restent à résoudre avant que l'utilisation 
de certains de ces nouveaux concepts de caisson puisse être 
sérieusement envisagée pour les réacteurs nucléaires. 
La cinquième session m'a beaucoup impressionné, car 
elle met en lumière le travail théorique considérable qui a 
été réalisé depuis peu dans l'approfondissement des théories 
mathématiques indispensables au développement de la technologie. 
En matière d'isolation thermique, M. Mordchelles nous 
ayant résumé la situation, je n'en dirai pas plus. Mais je 
voudrais maintenant revenir à quelques réflexions d'ordre gé-
néral que ces trois journées m'ont inspiré. 
Je soulignerai d'abord l'importance croissante pour le 
développement de l'énergie nucléaire des techniques que nous 
avons étudiées. On peut prévoir dans un délai de quelques 
années, l'avènement sur le marché des réacteurs à gaz à haute 
température et l'application potentielle des caissons en béton 
précontraint aux réacteurs à eau. Le renforcement des exigences 
de la sécurité, qui est à l'ordre du jour dans un certain nombre 
de pays, est encore un facteur favorable au développement de 
cette technologie. 
Une autre réflexion que j'ai été amené à faire, et je 
pense que beaucoup parmi vous l'on faite, est que si les essais 
sur éprouvette sont forts nombreux, il est parfois difficile de 
les comparer entre eux. Et ceci me paraît justifier un effort 
d'approfondissement et de synthèse. Sans vouloir proposer une 
normalisation de ces essais, dans le sens strict du terme, je 
livre à vos réflexions l'idée de petits groupes de spécialistes 
qui se pencheraient sur la question pour établir les corréla-
tions qui s'imposent et en évaluer la validité. Les essais sur 
maquettes bien sûr sont plus valables, mais comme les lois de 
l'homothétie ne s'appliquent pas en même temps à toutes les va-
riables, nous avons pu constater au cours des discussions cer-
taines contestations à l'égard des résultats obtenus avec des 
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maquettes. Bien sûr l'essai vraie grandeur est en principe 
infaillible, mais comme on nous l'a fait également remarquer, 
il est tellement cher que pratiquement on ne peut y avoir 
recours. 
Une autre remarque est celle de la conséquence du pro-
cessus classique des matières qui évoluent. Et, si je peux me 
permettre de parler du béton comme d'une matière vivante, je 
dirai que c'est au moment où, dans le cas des réacteurs à 
graphite-gaz de type éprouvé ou même AGR, des solutions satis-
faisantes sont atteintes, que ces filières se trouvent aban-
données ou virtuellement abandonnées. Il y a heureusement une 
relève dans l'avenir. Ce sont les réacteurs à haute tempéra-
ture qui, eux, pourront profiter dans une très large mesure, 
de l'expérience déjà acquise. 
Les réacteurs à eau m'ont semblé lancer un défi aux 
spécialistes que vous êtes et surtout aux spécialistes de 
l'isolation thermique. Les problèmes ne sont pas résolus et 
il semble qu'il faudre plusieurs années pour aboutir. 
Un autre défi que j'ai relevé, mais celui-là avec une 
solution en vue semble-t-il, c'est celui de la complexité des 
calculs. Heureusement, les ordinateurs sont venus nous aider 
sur ce terrain. Et ce qui m'a frappé c'est le fait que les 
théories fort brillantes qui nous ont été présentées avaient 
en fait pour objet de réduire cette complexité par des simpli-
fications audacieuses, sans pour autant perdre sur la précision 
des résultats. Il me paraît qu'ici l'imagination des mathéma-
ticiens est aussi féconde que celle des ingénieurs qui conçoi-
vent les nouveaux types de caissons qui nous ont été présentés, 
et je crois qu'il faut encourager ce mariage entre les mathé-
matiques et la technologie. 
Mais comme toute réalisation qui approche de la maturité 
technique, on assiste en fait à un déplacement des problèmes 
du plan technique vers le plan économique avec son accompagne-
ment de difficultés psychologiques. Car, vous le savez bien, 
1106 
il ne suffit pas d'avoir des idées même démontrées, il faut 
encore les vendre aux utilisateurs potentiels. Et ceci suppose 
de dépasser un certain nombre de résistances. A commencer par 
celle des autorités responsables en matière de sécurité par 
exemple, et sans oublier les résistances qui émanent des mi-
lieux qui assuraient convenablement par leur technologie an-
cienne les besoins du marché. Je crois heureusement que nous 
sommes suffisamment armés ici pour ne pas assister à une lutte 
vaine du type "le pot de terre contre le pot de fer". 
Que des développements soient encore nécessaires, cela 
ne saurait surprendre personne ici. Il est d'ailleurs dans la 
nature du chercheur de chercher. Mais il est tout aussi évident 
qu'un rapprochement, et je dirai même une osmose, entre les 
chercheurs et les utilisateurs serait très désirable, et cela 
sur un plan au-delà du plan strictement national. 
Pour ce qui la concerne, la Commission des Communautés 
Européennes qui a eu le privilège d'organiser cette conférence, 
est prête à apporter son concours à cette tâche essentielle, 
même si l'évolution de ses programmes ne lui permet pas de 
jouer actuellement un rôle aussi direct que par le passé. Je 
dirai même qu'elle n'en est que plus libre pour agir en toute 
indépendance si cette tâche de coordination répond comme je le 
crois à un besoin réel. J'ai en effet, ressenti dans des 
conversations avec un certain nombre d'entre vous, que vous 
croyez à l'utilité de la mise sur pied de petits groupes de 
spécialistes dont j'ai parlé tout à l'heure. J'ai également le 
sentiment que l'organisation d'une troisième conférence de ce 
genre, dans deux ans peut-être, serait bien appréciée. 
Il me reste maintenant la tâche la plus agréable, de 
remercier au nom de la Commission, tous ceux qui ont contribué 
au succès de nos journées. D'abord, les présidents de nos 
séances qui ont rempli une tâche délicate avec compétence et 
courtoisie, puis les auteurs des communications bien documentées, 
nos interprètes, et enfin M. Benzler qui a consacré plusieurs 
mois à la préparation de cette conférence. 
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